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RESUMO 
 
ZAMADEI, José Alexandre. PROJETO DE CONTROLADORES DE AMORTECIMENTO PARA 
UNIDADES EÓLICAS DE GERAÇÃO BASEADAS EM GERADOR DE INDUÇÃO DUPLAMENTE 
ALIMENTADO. 119 f. Dissertação – Programa de Pós-Graduação em Engenharia Elétrica, 
Universidade Tecnológica Federal do Paraná, Pato Branco, 2012. 
 
A forte expansão da geração eólica é uma tendência mundial que altera a estrutura, o 
planejamento, a operação e a dinâmica dos sistemas de potência. Dessa forma, é importante 
que as unidades de geração eólica assumam responsabilidade pela confiabilidade e 
estabilidade do sistema de potência. Um bom desempenho transitório e uma boa margem de 
estabilidade para o sistema de potência dependem de estudos técnicos e da utilização de 
estratégias adequadas de controle. Nesse contexto, o presente trabalho propõe a inclusão de 
uma malha de controle suplementar em unidades eólicas de geração baseadas em gerador de 
indução duplamente alimentado. O objetivo da malha de controle suplementar proposta é 
melhorar a margem de estabilidade a pequenas perturbações de unidades eólicas e do sistema 
de potência. Controladores de amortecimento para a malha de controle suplementar proposta 
são projetados para amortecer as oscilações eletromecânicas causadas por unidades eólicas e 
por unidades de geração convencionais baseadas em gerador síncrono. Uma análise para 
definir a melhor entrada de controle para a inclusão da malha de controle suplementar da 
unidade de geração eólica é feita usando resíduos da função de transferência. As análises e 
testes são realizados usando dois sistemas diferentes: sistema composto por uma única 
unidade eólica conectada a um barramento infinito e sistema constituído por uma unidade 
eólica e uma unidade de geração convencional baseada em gerador síncrono conectadas a um 
barramento infinito. Duas diferentes metodologias são adotadas para o projeto/síntese do 
controlador da malha de controle suplementar. Uma metodologia de projeto é baseada na 
teoria de controle clássico e a outra metodologia baseia-se na teoria de controle moderno- 
robusto. Os resultados obtidos mostram que a inclusão da malha de controle suplementar 
proposta foi eficaz na melhoria da margem de estabilidade a pequenas perturbações do 
sistema de potência. Esses resultados demonstram também que unidades eólicas baseadas em 
gerador de indução duplamente alimentado podem contribuir com a melhoria da margem de 
estabilidade do sistema de potência.  
 
Palavras-Chave: Sistemas elétricos de potência, estabilidade a pequenas perturbações, 
geração eólica, controlador de amortecimento.  
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ABSTRACT 
 
 
ZAMADEI, José Alexandre. DESIGN OF DAMPING CONTROLLERS FOR WIND 
GENERATION UNITS BASED ON DOUBLY-FED INDUCTION GENERATOR. 
Dissertation – Electrical Engineering Graduate Program, Federal Technological University of  
Parana, Pato Branco, Brazil, 2012. 
 
The strong expansion of wind generation is a global trend that changes the structure, 
planning operation and dynamics of power systems. Thus, it’s important that the units of wind 
generation take responsibility for the reliability and stability of power system. A good 
transient performance and good degree of stability for the power system depend of technical 
studies and of the use of appropriate strategy controls.  In this context, this study proposes the 
inclusion of a additional control loop on generating wind turbines based on doubly fed 
induction generator.  The purpose of the proposed additional control loop is to improve the 
stability margin to small perturbations of wind turbines and power system. Damping 
controllers for the proposes additional control loop are designed to damp the oscillations 
caused by the wind turbines and conventional generating units based on synchronous 
generator. An analysis to determinate the best control input for the inclusion of the control 
loop further wind power generation unit is performed using waste transfer function. The 
analyses and tests are performed using two different test systems:  system comprising a single 
wind unit connected to a infinite bus and a system comprising a wind unit and a wind power 
generation based on the conventional synchronous generator connected to an infinite bus. 
Two different methods are adopted for the project / synthesis of the controller of the 
additional control loop. A project methodology is based on classical control theory and the 
other is based on modern-robust control theory. The obtained results show that the inclusion 
of additional control loop was efficient in improving the stability margin of small 
perturbations of the power system.  These results also demonstrate that wind turbines based in 
doubly fed induction generator can contribute to improving the stability margin of the power 
system.  
 
Keywords: Electric power systems, stability to small perturbations, wind generation, 
controller damping. 
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1 INTRODUÇÃO 
 
 
O novo desafio da sociedade é conter a degradação do meio ambiente em níveis 
aceitáveis e promover o desenvolvimento da geração atual sem comprometer as gerações 
futuras, ou seja, promover o desenvolvimento sustentável e garantir o fornecimento de energia 
frente ao crescente aumento da demanda energética mundial. Impulsionado pela necessidade 
de manter o crescimento econômico, muitos esforços no mundo inteiro têm sido feitos em 
busca de tecnologias para a produção de energia elétrica baseadas em fontes energéticas 
renováveis e menos agressivas ao meio ambiente (AZMY et al., 2005; QIAO et al., 2006; LI 
et al., 2009).  
Este esforço está resultando numa diversificação da matriz energética, e 
proporcionando a implantação de pequenas unidades geradoras que transformam os mais 
variados tipos de fontes de energia em eletricidade. As fontes mais utilizadas para a geração 
são os combustíveis fósseis, a energia hidráulica, a biomassa, a energia solar e a energia 
eólica (RAMAKUR et al., 2004; AZMY et al., 2005; WANG et al., 2005, QIAO et al., 2006; 
LI et al.,  2009; XIAOXO et al., 2009; ANEEL, 2010). Entre as diferentes fontes de energia 
que estão sendo utilizadas para produção de energia elétrica, as que mais têm recebido 
atenção dos pesquisadores, atualmente, são as renováveis, pois sua utilização geralmente 
reduz consideravelmente o impacto ambiental quando comparadas com os combustíveis 
fósseis. O aquecimento global, provocado pelo acúmulo excessivo de CO2  na atmosfera, é o 
principal causador do derretimento das calotas polares, mudanças climáticas e aumento da 
temperatura nos mares e rios, assim, faz-se necessário utilizar fontes de energia renováveis 
para diminuir a poluição e minimizar consideravelmente a utilização de combustíveis fosseis 
na produção de energia elétrica (QIAO et al., 2006; LI et al., 2009).  
O aproveitamento de diferentes fontes energéticas para a produção de energia elétrica 
ocasiona uma mudança no paradigma da produção mundial de energia elétrica. Anteriormente 
à diversificação da matriz enérgica, a produção de energia elétrica era predominantemente 
centralizada em grandes plantas geograficamente distantes dos centros de consumo. A 
utilização de novas fontes renováveis ou não renováveis de energia proporcionou a construção 
de pequenas unidades geradoras de energia elétrica próxima aos centros consumidores, 
descentralizando a produção de energia. Esse tipo de geração é chamado de geração 
distribuída. O uso de unidades de geração distribuída (UGDs) baseadas em energia eólica é 
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uma forte tendência em todo o mundo. As UGDs que utilizam a energia eólica como fonte de 
energia apresentam vantagens, tais como o baixo impacto ambiental, força motriz sem custo e 
uso de matriz energética renovável (AZMY et al., 2005).  
A potência instalada no planeta em unidades eólicas, no ano de 2010, correspondia a 
201,66 GW e a previsão para o ano de 2015 é de 533,23 GW em unidades eólicas, o que 
corresponde a um aumento de 164,42% na potência instalada durante o período em questão 
(GLOBAL WIND ENERGY, 2010). A indústria “dos ventos” gera hoje aproximadamente 
550.000 postos de trabalhos e tem previsão de alcançar um milhão de postos de trabalhos em 
2012 (WORD WIND ENERGY CONFERENCE, 2009). No Brasil em 2010, as unidades 
eólicas em construção e outorgadas, apresentam um crescimento de 305% em relação às 
unidades em operação em 2010 (ANEEL, 2010). Devido à grande aplicação das usinas eólicas 
em vários países em todo mundo, a energia eólica está entre as primeiras na revolução das 
energias renováveis (WANG et al., 2008; GAUTAM et al., 2011). 
A integração das UGDs baseadas em fontes de energia renováveis nos sistemas 
elétricos de potência (SEPs) diminuiu a utilização de combustíveis não renováveis e, 
consequentemente, os impactos ambientais causados por tais fontes energéticas. Em contra 
partida, a integração desse tipo de geração interfere de forma considerável na dinâmica, no 
controle e na operação dos SEPs. Os geradores de indução e os geradores síncronos (GSs) são 
os mais aplicados em UGDs que operam com a força motriz extraída dos ventos (VOWLES et 
al., 2009). Nas grandes unidades térmicas ou hidráulicas, a geração de energia elétrica em sua 
maioria se dá por meio de geradores síncronos, que são conhecidos e aplicados há décadas e 
têm sua tecnologia amplamente difundida. A utilização dos geradores assíncronos (indução) é 
uma prática relativamente recente e está vinculada principalmente à produção de energia 
elétrica em unidades eólicas. Assim faz-se necessário a realização de estudos relativos à 
aplicação dos geradores assíncronos na dinâmica e controle dos SEPs (LI et al., 2010) .  
 
 
1.1 Unidades Eólicas  
 
 
As primeiras unidades eólicas produzidas comercialmente foram baseadas no 
conceito dinamarquês, o qual utiliza uma turbina eólica de três pás interligada ao gerador por 
meio de uma caixa de redução. Esse tipo de unidade opera com velocidade fixa e usa 
geradores de indução com rotor do tipo gaiola de esquilo. O gerador de indução foi escolhido 
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para tornar as unidades eólicas menos dispendiosas economicamente. Os geradores de 
indução com rotor do tipo gaiola de esquilo apresentam baixo custo de aquisição, robustez de 
operação e baixo índice de manutenção. Além do mais, esse tipo de gerador pode ser 
conectado diretamente à rede elétrica, sem a necessidade de dispositivos adicionais 
(conversores estáticos, etc.).  Este tipo de unidade eólica foi muito utilizado entre as décadas 
de 1980 e 1990, sendo menos utilizado atualmente devido à sua baixa eficiência de geração 
elétrica, pois não pode operar em velocidade variável e também apresenta limitações na 
capacidade de controle (ou seja, não tem controle de excitação/magnetização). Dessa forma, 
esse tipo de gerador tem baixa contribuição para a manutenção da tensão da rede (ANAYA-
LARA et al., 2009) . 
 O desenvolvimento da indústria eólica, das tecnologias para geração e a necessidade 
de produzir unidades eólicas mais eficientes resultou no uso de outros tipos de geradores para 
unidades eólicas, tais como: GSs com excitação externa, GSs com rotor de imãs permanentes 
e gerador de indução com rotor bobinado de dupla alimentação. Os GSs convencionais com 
excitação externa ou com imãs permanente podem ser conectados diretamente à turbina eólica 
ou utilizando caixa de redução. Como são geralmente interligados à rede elétrica através de 
conversores estáticos de potência, permitem o desacoplamento entre a frequência da rede 
elétrica e a do gerador. Eles têm como vantagem o modo de operação relativamente simples e 
sistema de controle bem difundido e podem operar com velocidade variável devido ao 
conversor estático usado para  conectar a máquina à rede. A principal limitação do uso de GSs 
em unidades eólicas que operam com velocidade variável é a necessidade de um conversor 
estático dimensionado na potência nominal do gerador, consequentemente esbarrando nas 
limitações tecnológicas dos semicondutores de potência.  Uma unidade eólica com um 
gerador síncrono de 1MW, por exemplo, requer um conversor estático dimensionado para a 
potência nominal do gerador, para conectar o estator da máquina à rede.  
 Os geradores de indução com rotor bobinado atualmente são largamente utilizados 
nas unidades eólicas (TAZIL et al., 2010), pois empregam conversores estáticos de menor 
potência, quando comparado com o conversor usado em GSs. Nesse tipo de unidade, o estator 
é ligado diretamente à rede elétrica, por onde é transferida a maior parte da potência do 
gerador. O circuito do rotor é interligado à rede elétrica por meio de um conversor estático do 
tipo bidirecional.  Por ser conectado à rede tanto pelo estator quanto pelo rotor, esse tipo de 
gerador é chamado de gerador de indução duplamente alimentado (Gida) (MEI et al.,2008; 
QIAO et al., 2008). O uso de um conversor estático apenas no rotor faz com que o Gida 
requeira um conversor com potência nominal de aproximadamente 25% da potência total do 
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gerador (QIAO et al., 2006; LI et al., 2009).  Dessa forma, um conversor de 1MW, por 
exemplo, pode ser usado em Gida com potência nominal de aproximadamente 4 MW. Esta 
configuração da unidade de geração e a estratégia de controle aplicada no Gida permitem que 
a UGD opere em velocidade variável. A velocidade na qual a turbina eólica apresenta melhor 
eficiência na conversão de energia depende do coeficiente de potência da turbina, que por sua 
vez depende das características construtivas da turbina. Para cada velocidade de vento, há 
uma velocidade rotacional da turbina que apresenta melhor eficiência na conversão da energia 
eólica em energia mecânica (SILVA, 2006). Por ser amplamente utilizada (TAZIL et. al, 
2010) e pelas vantagens supracitadas, esse trabalho irá considerar em suas investigações uma 
unidade eólica de geração baseada em Gida.  
 
 
1.2 Definição do Problema 
 
 
As unidades eólicas baseadas em Gida apresentam uma resposta transitória 
caracterizada por oscilações eletromecânicas de baixa frequência. Esse tipo de resposta 
transitória é decorrente das oscilações torcionais no eixo que conecta a turbina eólica ao rotor 
do gerador. Estas oscilações ocorrem devido à flexibilidade do eixo que interliga a turbina ao 
rotor do gerador. As oscilações torcionais se transformam em oscilações de potência e tensão 
na saída do gerador (ANAYRA-LARA et al., 2009). 
 As dinâmicas torcionais são estimuladas por transitórios do vento (rajadas de vento e 
turbulências, por exemplo) e também por perturbações na rede elétrica (por exemplo, curto-
circuito, queda de tensão, entrada de novas cargas, perdas de pequenas unidades de geração, 
perdas de linha de transmissão, manobras em barramentos de subestações, etc.). Estas 
oscilações eletromecânicas ocasionam oscilações na velocidade e na potência de saída da 
máquina, podendo provocar flutuações e variações de curta duração na tensão das barras nas 
proximidades da usina eólica.  
 As oscilações eletromecânicas, quando não devidamente amortecidas, causam 
problemas na operação, no controle e na qualidade da energia do sistema. Como exemplo dos 
problemas causados, pode-se mencionar as flutuações de tensão e interferência no controle de 
transformadores de tap variável. A amplitude dos impactos das oscilações eletromecânicas 
causadas pela conexão da geração eólicas nos SEPs depende basicamente da quantidade de 
unidades conectadas ao sistema, do ponto de conexão e das características construtivas das 
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UGDs (QIAO et al., 2008). Com a rápida expansão da aplicação das usinas eólicas em todo 
mundo, a influência das oscilações eletromecânicas de baixa frequência na dinâmica e na 
qualidade da energia fornecida tornou-se uma importante questão (SUN et al., 2008).  
 Para evitar os problemas mencionados anteriomente, as oscilações eletromecânicas 
em SEPs devem ser devidamente amortecidas. O amortecimento das oscilações 
eletromecânicas pode ser obtido por meio do uso de controladores de amortecimento, também 
conhecidos como estabilizadores de sistemas de potência (PSS, do Inglês, Power System 
Stabilizer). O PSS foi proposto na década de 60 para amortecer as oscilações eletromecânicas 
causadas por grandes geradores síncronos. Em GSs, o PSS é um controlador suplementar 
adicionado na referência do controle automático de tensão. Diversas metodologias de projeto 
de PSS foram propostas ao longo do tempo, buscando melhorar a margem de estabilidade a 
pequenas perturbações do sistema. O projeto de controladores de amortecimento e o estudo 
das oscilações eletromecânicas se enquadram nos estudos de estabilidade a pequenas 
perturbações. 
 O projeto de controladores para o amortecimento de oscilações eletromecânicas de 
baixa frequência em sistemas de potência pode ser baseado em técnicas de controle clássico 
ou técnicas de controle moderno. O controle clássico baseia-se em modelos no domínio da 
frequência, geralmente considerando uma única entrada e uma única saída. Os controladores 
baseados em técnicas de controle clássico podem ser sintetizados por meio de técnicas de 
compensação de fase, por exemplo. As técnicas de controle moderno geralmente permitem o 
uso de modelos com múltiplas entradas e múltiplas saídas. Os modelos são geralmente 
representados por equações no domínio do tempo e na forma de espaço de estados. O uso de 
modelos com múltiplas entradas e saídas permite controlar e analisar sistemas de elevada 
complexidade dinâmica, como é o caso dos sistemas elétricos de potência que apresentam 
várias malhas de controle (DORF et al., 1998; OGATA, 2003).    
Algumas técnicas de controle moderno permitem considerar as incertezas presentes 
nos modelos usados em análise ou projeto de sistemas de controle. As incertezas refletem as 
diferenças entre a dinâmica descrita pelo modelo e o comportamento real do sistema. As 
incertezas do modelo podem interferir no desempenho do controlador projetado, podendo 
gerar controladores prejudiciais à operação do sistema (OLIVEIRA, 2006). Técnicas que 
consideram a incerteza do modelo são geralmente nomeadas de técnicas de controle robusto. 
Essas técnicas permitem o projeto de controladores robustos. A robustez do controlador pode 
ser caracterizada ou descrita como sendo a capacidade do controlador em manter a 
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estabilidade frente às incertezas do modelo. Essas incertezas podem corresponder às variações 
paramétricas e/ou variações de carga do sistema real. 
 As oscilações eletromecânicas são influenciadas significativamente pelas incertezas 
referentes ao ponto de operação do SEP. Desta forma, a análise da estabilidade a pequenas 
perturbações e o projeto de controladores para sistemas elétricos de potência requerem o uso 
de técnicas de controle moderno e robusto. O uso de técnicas de controle moderno 
proporciona o uso das desigualdades matriciais lineares (LMIs, do Inglês, Linear Matrix 
Inequalities) como ferramenta de projeto de controladores. O equacionamento no formato de 
LMIs permite uma solução numérica para problemas de difícil solução analítica e também 
permite definir vários critérios de desempenho para o controlador na formulação do problema 
do controle (RAMOS, 2002).  Os problemas de controle na forma de LMIs são geralmente 
resolvidos por meio de algoritmos numéricos disponíveis em aplicativos específicos para a 
análise e projeto de sistemas de controle. Nesse contexto, as formulações de controle na forma 
de LMIs têm se mostrado adequadas para a análise e projeto de controladores para sistemas 
elétricos de potência.   
  O projeto de controladores de amortecimento para geradores síncronos já é uma 
prática difundida que iniciou no final da década de 60 (OLIVEIRA, 2006). No entanto, o 
projeto desse tipo de controle suplementar para unidades eólicas baseadas no Gida ainda não é 
uma prática comum, pois esse tipo de tecnologia para conversão de energia é relativamente 
recente. 
 Em (ANAYRA-LARA et al., 2009) foi proposta uma metodologia de projeto de 
controlador de amortecimento para Gida baseada na compensação de fase. Essa metodologia 
usa um modelo simplificado que não considera as oscilações torcionais típicas das unidades 
eólicas baseadas em Gida. Em (MISHRA et al., 2009) foi proposto o projeto de controladores 
de amortecimento para Gida usando uma metodologia baseada em uma técnica metaheurística 
de otimização bioinspirada (bacterial foraging algorithm, no português, algoritmo baseado na 
coleta de alimentos por bactérias). Em (MISHRA et al., 2009; GAUTAM et al., 2011) aplica-
se um controlador proporcional que atua na referência do torque elétrico para amortecer as 
oscilações eletromecânicas de baixa frequência. As metodologias de projeto de controladores 
de amortecimento para Gida previamente mencionadas consideram apenas um único ponto de 
operação na fase de projeto do controlador, ou seja, o controlador projetado não é robusto 
com relação às variações no ponto de operação da unidade eólica. Essa robustez é importante, 
pois a unidade eólica pode assumir vários pontos de operação ao longo do dia devido às 
variações na velocidade do vento. 
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1.3 Objetivo Geral 
 
  
Nesse contexto, o presente trabalho propõe o estudo e a inclusão de uma malha de 
controle suplementar em unidades eólicas de geração baseadas em gerador de indução 
duplamente alimentado. O objetivo da malha de controle suplementar proposta é melhorar a 
margem de estabilidade a pequenas perturbações de unidade eólicas e do sistema de potência. 
Controladores de amortecimento para a malha de controle suplementar proposta são 
projetados para amortecer as oscilações eletromecânicas causadas pelas unidades eólicas e por 
unidades de geração convencionais baseadas em gerador síncrono.  
 
 
1.4 Objetivos Específicos  
 
 
O estudo para definir a melhor entrada de controle para a inclusão da malha de 
controle suplementar da unidade de geração eólica é feito usando resíduos da função de 
transferência. As entradas de controle consideradas na análise são entradas das malhas típicas 
de controle das unidades de geração comerciais (ou seja, são entradas de controle já 
implementadas pelos fabricantes de unidades eólicas). A análise e a determinação das 
entradas de controle adequadas para a inclusão de um malha de controle suplementar estão 
entre as contribuições desse trabalho. A malha de controle suplementar proposta é também 
uma contribuição desse trabalho.  
As análises e testes são realizados usando dois sistemas de teste diferentes: sistema 
composto por uma única unidade eólica conectada a um barramento infinito e sistema 
constituído por uma unidade eólica e uma unidade de geração convencional baseada em 
gerador síncrono conectadas a um barramento infinito. Duas diferentes metodologias são 
adotadas para o projeto do controlador da malha de controle suplementar. Uma metodologia 
de projeto é baseada na teoria de controle clássico e a outra metodologia baseia-se na teoria de 
controle moderno e robusto. O índice de desempenho utilizado para formulação do 
controlador é o fator de amortecimento mínimo para os modos de resposta referentes às 
oscilações eletromecânicas de baixa frequência.  Esse índice de desempenho garante um 
amortecimento em tempo aceitável para os modos de resposta do sistema, assim, garantindo 
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uma operação segura e contínua para a unidade eólica, evitando problemas de qualidade de 
energia. Múltiplos projetos de controladores são realizados com o objetivo de evidenciar a 
capacidade da malha de controle suplementar em melhorar a margem de estabilidade a 
pequenas perturbações do sistema de potência. 
  O controlador suplementar é inicialmente projetado para amortecer apenas o modo 
de resposta eletromecânico da unidade eólica. Um segundo projeto de controlador é realizado 
para amortecer também o modo de resposta elétrico da unidade eólica e o terceiro e último 
projeto é feito com o objetivo de amortecer um modo de resposta eletromecânico de um 
gerador síncrono conectado ao sistema de potência, juntamente com a unidade eólica. Os 
controladores resultantes do projeto são avaliados e validados por meio de análises lineares e 
simulações não lineares. Os resultados obtidos mostram que a inclusão da malha de controle 
suplementar proposta é eficaz na melhoria da margem de estabilidade a pequenas 
perturbações do sistema de potência. Esses resultados demonstram também que unidades 
eólicas baseadas em gerador de indução duplamente alimentado podem contribuir com a 
melhoria da margem de estabilidade do sistema de potência.  
 
 
1.5 Estrutura da dissertação 
 
 
 A dissertação está dividida em seis capítulos conforme descrito na sequência.  O 
Capítulo 2 aborda os tipos de geradores tipicamente aplicados em unidades eólicas e as 
características construtivas das turbinas eólicas, assim como as características do 
comportamento do vento. As características construtivas e operacionais do gerador de indução 
duplamente alimentando são também apresentadas no Capítulo 2. A modelagem do gerador 
de indução duplamente alimentado para estudos de estabilidade a pequenas perturbações é 
abordada no Capítulo 3. Conceitos e hipóteses adotados nos estudos de estabilidade a 
pequenas perturbações são apresentados no Capítulo 4. O Capítulo 4 também aborda as 
técnicas tipicamente utilizadas nos estudos de estabilidade a pequenas perturbações em 
sistemas elétricos de potência.  No quinto Capítulo são apresentadas as duas metodologias de 
projeto utilizadas no projeto dos controladores para a malha de controle suplementar proposta.   
Uma metodologia de projeto é baseada na teoria de controle clássico e a outra metodologia na 
teoria de controle moderno e robusto. Os resultados são apresentados e discutidos no Capítulo 
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6, onde se utiliza dois modelos distintos de sistemas elétricos de potência. As conclusões e 
perspectivas de trabalhos futuros são apresentadas no Capítulo 7. 
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2 UNIDADES EÓLICAS DE GERAÇÃO 
 
 
2.1Considerações Iniciais 
 
 
Nesse capítulo são descritas as características operacionais, os principais 
componentes e as principais malhas de controle das unidades eólicas baseadas em geradores 
de indução duplamente alimentados. A busca pelo desenvolvimento sustentável tem resultado 
em grandes investimentos para o desenvolvimento de tecnologias para o uso de fontes 
alternativas e renováveis de energia. Esses investimentos estão contribuindo para surgimento 
e amadurecimento de novas tecnologias na área da geração de energia elétrica. Como 
resultado dessa busca tecnológica, pode-se mencionar o uso difundido das unidades eólicas 
baseadas em gerador de indução duplamente alimentado.  
 
 
2.2 Geradores Tipicamente Empregados em Unidades Eólicas 
 
 
A primeira crise do petróleo de 1973 impulsionou o desenvolvimento das turbinas 
eólicas modernas, apesar de grandes esforços terem sido despendidos nessa área entre 1920 e 
1972 (MARQUES, 2004; VOLTOLINI, 2007). A indústria dinamarquesa foi a primeira a 
produzir uma unidade eólica comercial baseada no “Conceito Dinamarquês” (Danish 
Concept) (VOLTOLINI, 2007). A unidade eólica baseada no conceito dinamarquês é 
equipada com uma turbina de três pás e um gerador assíncrono com rotor do tipo gaiola de 
esquilo (MARQUES, 2004).  O estator desse tipo de gerador é conectado diretamente à rede 
elétrica e o eixo do rotor é conectado à turbina eólica por meio de uma caixa de redução, 
como mostra a Figura 1. Existem duas possibilidades de controle da potência máxima gerada: 
ajuste nos ângulos de passos das pás e/ou estolamento aerodinâmico das pás (SILVA, 2006; 
VOLTOLINI, 2007; BAZZO, 2007). Este conceito de unidade eólica foi empregado por 
vários fabricantes até meados da década de 2000 (SILVA, 2006).   
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Figura 1 – Unidade eólica baseada no conceito dinamarquês. 
 
 O fortalecimento da indústria de geradores eólicos e o desenvolvimento tecnológico 
têm ocasionado o desenvolvimento de novas tecnologias, as quais possibilitaram a conexão de 
unidades eólicas de maior potência à rede elétrica e o melhor aproveitamento da energia 
eólica (MARQUES, 2004). Além disso, tais tecnologias permitem o uso de outros tipos de 
geradores, tais como os geradores síncronos e assíncronos com rotor bobinado. O 
desenvolvimento tecnológico na área de geração eólica resultou na utilização do sistema de 
controle do ângulo de passo das pás da turbina eólica (no Inglês, pitch angle controller), o que 
possibilitou que as pás girassem ao redor de seu próprio eixo. Este sistema permite a limitação 
da potência gerada em condições desfavoráveis e também um melhor aproveitamento da 
potência do vento. Outra possibilidade é a utilização de conversores estáticos que buscam o 
ponto ótimo de operação para cada valor de velocidade do vento. O surgimento destas duas 
tecnologias consolidou a aplicação de unidades eólicas à velocidade variável (MARQUES, 
2004). 
 Os geradores síncronos (GSs) convencionais com excitação externa ou com ímãs 
permanentes podem ser conectados diretamente à turbina eólica ou conectados utilizando 
caixa de redução. Como o GS é interligado à rede elétrica por um conversor estático de 
potência, isto permite e desacoplamento entre a frenquência da rede elétrica e do gerador. 
Esse tipo de unidade eólica tem como vantagem uma estrutura simples e conhecida de 
controle, e a operação em velocidades variáveis. Uma grande desvantagem do uso de 
geradores síncronos em unidades eólicas é a necessidade de um conversor estático 
dimensionado na potência nominal do gerador (SILVA, 2006; VOLTOLINI, 2007; BAZZO, 
2007). A ilustração de uma unidade eólica baseada em GS, sem caixa de redução, é 
apresentada na Figura 2. 
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Figura 2 - Unidade eólica baseada em gerador síncrono. 
  
A topologia baseada em gerador síncrono possibilitou melhor aproveitamento da 
característica estocástica do vento em relação ao modelo dinamarquês. Entretanto, devido à 
utilização de um conversor estático, dimensionado para a potência nominal da unidade eólica, 
esse tipo de unidade tem um custo relativamente elevado. Diversos esforços têm sido 
lançados em todo o mundo em busca de topologias de unidades eólicas, que possuam robustez 
frente à dinâmica do vento. A busca por uma conexão confiável com a rede e a redução no 
custo de aquisição das unidades eólicas é um esforço constante, por parte da indústria e da 
academia, para tornar a energia eólica competitiva no mercado de energia elétrica. 
 A “indústria do vento” tem aplicado geradores de indução duplamente alimentados 
(Gida) nas unidades eólicas. (TAZIL et. al, 2010). Entre as principias vantagens da utilização 
desta tecnologia pode-se mencionar a redução da potência do conversor estático, melhor 
eficiência no aproveitamento da energia eólica e melhor flexibilidade no controle da potência 
ativa e reativa gerada, em relação à unidade equipada com gerador síncrono. As unidades 
eólicas baseadas em Gida são geralmente compotas por: turbina eólica, caixa de transmissão, 
gerador de indução com rotor bobinado e conversor estático acoplado entre o rotor do gerador 
e a rede. Os componentes desta unidade eólica serão explicados detalhadamente na seção 2.6. 
 
 
2.3 Gerador de Indução Duplamente Alimentado  
 
 
A topologia básica de unidades eólicas que utilizam gerador indução duplamente 
alimentado (Gida) é representada pela  Figura 3. Nesta configuração a turbina eólica é 
interligada com o rotor do gerador através de uma caixa de redução, o estator é conectado 
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diretamente à rede elétrica e o rotor bobinado é acessado por meio de anéis e escovas 
coletoras. Os circuitos do rotor são conectados com a rede através de um duplo conversor 
estático do tipo bidirecional. 
 
 
Figura 3 – Configuração básica de uma unidade eólica baseada em Gida. 
 
O conversor estático do lado do rotor tem a função de controlar a potência ativa e 
reativa gerada no estator do gerador. O conversor do lado da rede tem como principal função 
controlar a tensão do barramento CC, assim como a potência reativa fornecida pelo conversor 
do lado da rede ao sistema (VOLTOLINI, 2007). 
O conversor estático atua de forma bidirecional, permitindo que o fluxo de potência 
no circuito do rotor flua nos dois sentidos em função da velocidade do rotor que, por sua vez, 
depende da velocidade do vento. A Figura 4 apresenta o fluxo de potência no estator e rotor 
do gerador em função da velocidade de operação do rotor. Na figura em questão, Ps 
representa a potência do estator, Pr potência do rotor e Pmec potência mecânica fornecida pela 
turbina. Para o modo de operação sub-síncrono, na qual velocidade do rotor é menor que a 
velocidade síncrona, o rotor consome potência ativa da rede/estator. Para o modo de operação 
super-síncrono, ou seja, rotor com velocidade maior que a velocidade síncrona, o circuito do 
rotor fornece potência ativa para a rede (VOLTOLINI, 2007).  
O fato de o rotor ser alimentado por um conversor estático que controla a tensão e 
frequência nos enrolamentos do rotor permite que o gerador opere em velocidade síncrona e 
assíncrona, mantendo constante a frequência da tensão gerada (MARQUES, 2004). Este 
acesso ao rotor e dado através de escovas e anéis coletores, onde se aplica uma tensão trifásica 
no circuito do rotor, para fins de controle do fluxo magnético do estator e rotor do Gida. A 
expressão de controle da frequência das tensões injetadas no rotor é dada pela expressão fs = 
fr+fe , na qual fs  é a frequência da tensão no estator, fr é a frequência de rotação do rotor e fe  
34 
 
frequência de escorregamento da máquina. Considerando que a frequência fs é 60 Hz, fixada 
pela rede elétrica, aplicando uma tensão no rotor de frequência fr, é possível controlar a 
velocidade do rotor (fe) de forma a obter a eficiência ótima da turbina eólica.  Esta tensão 
aplicada no rotor é controlada pelo conversor do lado do rotor. As malhas de controle do 
conversor do lado do rotor serão detalhadas no capítulo três. 
As curvas da potência ativa e reativa da máquina de indução em função da variação 
da tensão aplicada no rotor são apresentadas na Figura 5. Nos gráficos em questão, Vr é a 
tensão aplicada no circuito do rotor, a qual pode assumir valores positivos, negativos e nulos, 
de acordo com a ação da malha de controle do conversor do lado do rotor. 
 
 
 
Figura 4 - Sentido do fluxo da potência ativa no rotor e estator da máquina de indução: (a) Máquina 
operando em velocidade sub-síncrona; (b) Máquina operando em velocidade super-síncrona. 
     Fonte: Voltolini (2007).  
 
 
 
                  Figura 5 - Potência ativa e reativa para distintos valores da tensão aplicada no rotor. 
                  Fonte: Silva ( 2006). 
 
Na Figura 5 são apresentados os gráficos referentes a um gerador de indução 
utilizado no estudo proposto por SILVA (2006). Por meio das mesmas é possível concluir que 
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o Gida pode fornecer ou consumir potência ativa e reativa nos terminais do estator, 
dependendo da amplitude e frequência da tensão aplicada no rotor (SILVA, 2006). 
A Figura 6 ilustra o comportamento da potência ativa do rotor (Pr) e do estator (Ps) 
em função da variação do escorregamento (ou, equivalentemente, velocidade do rotor) da 
máquina. Nos gráficos em questão, considera-se a potência reativa do estator fixada em zero 
(Qs=0) e torque nominal no eixo do gerador (SILVA, 2006).  A potência ativa no estator 
permanece constante, e a potência do rotor varia de acordo com o escorregamento da 
máquina.  
 
 
 
                                           Figura 6 - Potência ativa do rotor (Ps) e do  estator (Pr). 
                                   Fonte: Silva (2006). 
 
 
Nas unidades eólicas baseadas em Gida, o rotor do gerador é interligado à turbina 
eólica através de uma caixa de redução e um eixo mecânico. Esse sistema rotacional 
corresponde a um sistema de duas massas girantes conectadas entre si por um eixo o qual 
possui característica elástica que causa oscilações torcionais, conforme será apresentado no 
capítulo 3. As oscilações torcionais ocorrem devido à diferença de velocidade entre a turbina 
e o rotor do gerador durante períodos transitórios. A característica torcional do sistema 
estimula oscilações de potência e tensão nos terminais do gerador (oscilações eletromecânicas 
de baixa frequência). 
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2.4 Comportamento do Vento 
  
 
 O sol é a principal fonte de energia do planeta terra, fornecendo todo dia cerca de 
1x1018 W de potência na forma de luz e calor. A inclinação do globo terrestre proporciona a 
incidência de diferentes ângulos dos raios solares no globo, e esta diferença causa um 
aquecimento não uniforme do globo. As regiões equatoriais, onde a incidência é quase 
perpendicular, apresentam maior aquecimento do que nos polos, onde o ângulo de incidência 
dos raios solares tem maior inclinação. Essa diferença de temperatura faz como que o ar se 
torne menos denso na região do equador, criando uma corrente ascendente, que ocasiona uma 
região de baixa pressão nas camadas inferiores da atmosfera (AMÊNDOLA, 2007). O ar 
quente sobe a uma altura de aproximadamente 10 km e se divide em duas correntes, uma para 
o polo sul e outra para o polo norte. 
           O movimento de rotação gera diferentes velocidades da superfície do globo, chegando 
a uma diferença de 1600 Km entre a linha do equador e os polos (CAMPOS, 2004), esta 
rotação cria o efeito conhecido com Coriolis, que proporciona uma trajetória diferente para o 
fluxo do ar. O efeito Coriolis cria as regiões de alta pressão nas latitudes 30° em ambos os 
hemisférios.       
A energia dos gradientes de pressão movimenta as massas de ar, que fluem das regiões 
de alta para de baixa pressão, tendendo à equalização da pressão. O aquecimento e a rotação 
do globo são contínuos, desta forma, a dinâmica do vento segue um padrão, resultando em 
regiões onde o vento sempre está presente (AMÊNDOLA, 2007).   
A energia cinética dos ventos, que está relacionada com a velocidade dos ventos (Vv 
[m/s]) e com a massa específica do ar , é dada por: 
  
21
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O fluxo do ar segue uma direção predominante de acordo com latitude e o gradiente de 
pressão, entretanto, os ventos da superfície terrestre podem sofrer alterações na direção e 
velocidade devido às perturbações como temperatura, rugosidades e obstáculos.  As variações 
na velocidade do vento podem ter períodos anuais, diários e períodos de curta duração, na 
ordem de segundos (SILVA, 2006). A Figura 7 apresenta exemplos de variações diárias e 
instantâneas na velocidade do vento. 
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Figura 7  - Velocidade do Vento: (a) Regime diário; (b) Valores Instantâneos. 
                         Fonte: Amêndola (2007). 
 
As variações instantâneas da velocidade do vento estimulam oscilações 
eletromecânicas de baixa frequência nas unidades eólias baseadas em Gida. Estas oscilações  
podem causar  flutuações de tensão e potência  no ponto de acoplamento do gerador com a 
rede, influenciando assim a qualidade da energia gerada pela unidade eólica. 
 O regime do vento determina a qualidade e quantidade da potência gerada, pois a 
potência extraída depende da quantidade de energia disponível nos ventos e das características 
construtivas e operacionais das unidades eólicas. Os modelos matemáticos de vento a serem 
usados neste estudo são funções simples tais como: rampa e degrau. As características 
aleatórias dos ventos não serão consideradas, pois tal característica não afeta a natureza das 
oscilações eletromecânicas que estão relacionadas principalmente aos parâmetros elétricos e 
mecânicos da unidade eólica. Além disso, o controlador proposto deverá amortecer as 
oscilações eletromecânicas, independente do tipo de perturbação (perturbação na velocidade 
do vento, perturbação na rede elétrica, etc.).  
 
 
2.5 Características das Turbinas Eólicas 
 
 
 Para a produção de energia elétrica geralmente utiliza-se turbinas com eixo 
horizontal ou vertical, entretanto, as turbinas horizontais de três pás são as mais difundidas. 
As turbinas com eixo vertical são compostas geralmente por duas ou três pás. Elas têm como 
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vantagem a instalação das partes eletromecânicas (turbina, gerador, etc.) junto ao solo, 
facilitando a instalação e manutenção. Outra vantagem é a operação para qualquer direção do 
vento. As desvantagens são não possuir o controle do ângulo de passo da pá e o eixo da 
turbina geralmente é submetido a diferentes esforços devido à diferença de velocidade do 
vento entre a base e o topo da turbina. A turbina de eixo vertical, por apresentar apenas 
controle por estol, sofre uma tensão mecânica nas pás, resultando em um torque pulsante, 
sendo necessário o uso de um sistema de controle rápido e robusto (MARQUES, 2004; 
CAMPOS, 2004).  
 Na atualidade, os aerogeradores comerciais utilizam, predominantemente, turbina de 
eixo horizontal. Esta turbina geralmente é composta por uma hélice de três pás. As turbinas de 
eixo horizontal são equipadas com sistema de alinhamento das hélices com a direção dos 
ventos. Esse sistema de controle atua de maneira desacoplada dos outros sistemas de controle 
e é composto por atuadores (servo mecânicos) que regulam a posição da nacele e sensores de 
direção do vento (CAMPOS, 2004). Nacele é o nome dado à cabine que protege os 
mecanismos que compõem o aerogerador e é localizado logo atrás da turbina eólica. 
 A velocidade das turbinas com eixo horizontal que operam com velocidade variável 
pode ser controlada pelo ajuste do ângulo de passo das pás e por meio do torque 
eletromagnético do gerador que, por sua vez, é controlado pelo conversor estático da unidade 
eólica (SILVA, 2006). O controle de passo é um sistema ativo que utiliza um sinal do sistema 
de controle para mudar o ângulo de passo das pás, alterando assim as forças aerodinâmicas e 
também a potência extraída do vento.  A potência de uma massa de ar em movimento é dada 
por 
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A potência de uma massa de ar em movimento apresentada depende da área (A) da seção 
transversal cortada pelo vento (no caso da turbina eólica, área de ação das pás da turbina), da 
densidade do ar () e da velocidade do vento elevada ao cubo. A potência extraída da massa 
de ar depende das características construtivas da turbina eólica, conforme descrito em (3) 
(SILVA, 2006). 
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A diferença entre a equação (2) e (3) é a presença do coeficiente de potência Cp. O 
coeficiente de potência representa a relação entre a potência da massa de ar e a potência que 
pode ser extraída pela turbina eólica, portanto, define a eficiência aerodinâmica da turbina. A 
equação (4) descreve o coeficiente de potência em função das características da turbina 
(SILVA, 2006). 
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     (4) 
 
 
O coeficiente de potência depende das características construtivas da turbina eólica (definidas 
pelos coeficientes c1, c2, c3, c4, c5, c6, c7, c8 e c9), das características de operação (definida pelo 
ângulo de passo p) e da velocidade específica da turbina (). A velocidade especifica  é a 
razão entre a velocidade tangencial nas pontas das pás da turbina e a velocidade incidente do 
vento , conforme descrito em (5). Em (5), tω  é a velocidade angular da turbina e R o raio 
da turbina. 
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     (5) 
 
O coeficiente de potência pode assumir valores entre 0 a 0,59, o que significa que a 
turbina pode extrair entre 0 e 59% da potência disponível no vento. O limite superior para 
valor do coeficiente de potência (59%) é conhecido com limite de Betz (VOLTOTIN, 2007). 
Esse limite é o ponto ótimo de operação que extrai a máxima potência possível do vento entre 
os dois pontos extremos de operação. O limite de 59% é atingido quando toda a energia do 
vento é extraída e a velocidade do vento atrás das pás da turbina é praticamente zero. O 
coeficiente de potência é igual a 0 quando a velocidade na frente das pás é igual à velocidade 
na saída das pás, logo, não há extração da potência do vento. O limite superior para o 
coeficiente de potência só é obtido em turbinas com funcionamento ideal. A máxima energia 
aproveitada nas turbinas reais é menor devido às perdas no sistema aerodinâmico. O 
coeficiente de potência é obtido por meio de ensaios efetuados pelo fabricante do 
equipamento e seus resultados são expressos na forma de curvas para diferentes valores de 
velocidade do vento (AMÊNDOLA, 2007).  
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A descrição matemática do coeficiente de potência requer uma complexa modelagem 
sobre a ação dos ventos sobre as pás da turbina, envolvendo um profundo conhecimento em 
aerodinâmica. Como alternativa de contorno, aplica-se uma aproximação numérica para a 
obtenção de valores não ensaiados do ângulo de passo  e da velocidade específica . Essa 
aproximação é descrita pela equação (6) (SILVA, 2006), onde e  são as variáveis que 
descrevem o coeficiente de potência em (4). 
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            (6) 
  
A Figura 8 apresenta o coeficiente de potência em função da velocidade específica do 
vento e do ângulo de passo das pás da turbina. Analisando a figura em questão é possível 
observar que, para uma dada velocidade de vento, é possível fixar a velocidade do rotor de 
forma a obter o valor ótimo para a velocidade específica (ótimo). Esse procedimento 
operacional maximiza a extração da potência do vento pela turbina. Ou seja, a utilização de 
turbinas que operam com velocidade variável possibilita a maximização da extração da 
potência do vento para diferentes valores de velocidade de vento. Para velocidades de vento 
acima do valor nominal, a turbina opera com velocidade constante. Nesta situação, o ângulo 
das pás é regulado para limitar a potência gerada (SILVA, 2006).   
 
 
 
                                                     Figura 8 -Comportamento do Cp em função de  e . 
                                                     Fonte: Silva (2006).                  
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 Nas curvas apresentadas na Figura 8 o Cp_máximo é de 0,48 para uma velocidade 
específica de 8,1 ( = 8,1). O gráfico apresentado na Figura 9 corresponde às características 
típicas de turbinas com potência nominal de 2 MW (SILVA, 2006).   
A Figura 9 demonstra a trajetória de máxima potência extraída por uma turbina 
eólica considerando as variações da velocidade do vento. Em unidades eólicas que operam 
com velocidade variável, a eficiência na conversão de energia pode melhorar na faixa de 3 a 
28% comparado com unidades que operam com velocidade fixa. Essa melhor eficiência 
depende das condições dos ventos e características da turbina eólica (VOLTOLINI, 2007). As 
unidades eólicas baseadas em Gida operam com velocidade variável, proporcionando assim 
um melhor aproveitamento da energia dos ventos e redução dos equipamentos eletrônicos 
para conexão com a rede elétrica. 
 
 
                                        Figura 9- Trajetória da potência máxima extraída do vento. 
                                        Fonte: Silva (2006).  
 
 
2.6 Controle Vetorial 
 
 
 O controle vetorial geralmente é aplicado em máquinas de indução, onde é 
necessário o controle do torque eletromagnético com uma rápida resposta, especialmente para 
condições transitórias. O uso dessa estratégia de controle no gerador de indução permite o 
controle desacoplado da potência ativa e reativa gerada no estator. 
O controle vetorial pode adotar o sistema de referência dq (SILVA, 2006), girando 
na velocidade síncrona, e alinha (mantém fixo) o vetor fluxo do estator com o eixo q ou d do 
referencial girante dq, conforme mostrado na Figura 10. Nessa estratégia de controle, 
utilizam-se duas malhas de controle, uma para o controle de magnetização do gerador, o que 
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resulta no controle da potência reativa gerada e outra malha para o controle da potência ativa 
gerada. 
 
Figura 10 - Eixos de orientação do controle vetorial. 
 
Na Figura 10 a tensão interna do estator é dada por eig, que é induzida pelo fluxo do 
rotor r , que por sua vez  pode ser controlado por meio da tensão do rotor Vr . O ângulo ig , 
que pode ser também controlado por Vr, determina a potência ativa nos terminais do gerador. 
O controle vetorial mantém, durante a operação do Gida, o tensão Vs alinhada com o eixo q, 
conforme apresentado na Figura 10. A tensão Vr aplicada no rotor permite controlar a 
magnitude de eig  (|eig|), o que resulta no controle da potência reativa que flui da máquina para 
o sistema (MISHRA, 2009). Com |eig|>|Vs|, a máquina fornece potência reativa indutiva para o 
sistema e com  |eig|<|Vs| a máquina consome potência reativa indutiva do sistema. 
 
 
2.7 Malhas de Controle do Gida 
 
 
     As unidades eólicas baseadas em Gida utilizam um conversor bidirecional que 
interliga o circuito do rotor com a rede elétrica. O conversor bidirecional é constituído por 
dois conversores trifásicos do tipo fonte de tensão interligados através de um barramento CC 
(ou link CC), o que caracteriza um circuito CA/CC/CA entre o rotor e a rede elétrica. O 
Conversor que liga a rede ao barramento CC é conhecido por “conversor do lado da rede” e o 
conversor que conecta o rotor ao barramento CC é denominado “conversor do lado do rotor”. 
Essa topologia é apresentada na Figura 11, considerando também as malhas de controle 
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típicas de uma unidade eólica baseada em Gida. As malhas de controle apresentadas são 
discutidas nas próximas seções. 
 
 
Figura 11– Ilustração das malhas de controle do conversor do Gida. 
 
 
2.7.1 Malhas de Controle do Conversor Lado do Rotor 
 
 
O conversor do lado do rotor é responsável pelo controle do Gida, nele estão as 
principais malhas de controle da unidade eólica. Através de tensões com amplitude, 
frequência e fase reguláveis, aplicadas nos anéis coletores do rotor, o conversor do lado do 
rotor controla a potência ativa e reativa fornecida pelo estator do Gida. De forma alternativa, o 
conversor pode também ser usado para controlar a velocidade do gerador e a tensão no 
estator.  
Na estratégia de controle de velocidade, a referência é calculada a partir da velocidade 
do vento, visando manter a turbina na velocidade específica ótima, o que resulta na máxima 
potência que a turbina pode extrair do vento. A velocidade especifica ótima é a referência da 
malha de controle de velocidade e tem relação direta com a potência ativa gerada. Nessa 
estratégia de controle, as variações na velocidade do vento resultam em flutuações de potência 
reativa e ativa, o que acarreta flutuações de tensão nos terminais do gerador. 
Na malha de controle de velocidade é possível adotar a estratégia de controle de 
potência ativa do estator. Nesse caso, a potência ativa desejada para o gerador é a referência 
da malha de controle, semelhante à malha de controle de potência ativa dos geradores 
síncronos. A utilização dessa técnica permite que na situação de rajada de vento a potência 
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ativa seja mantida constante, para isso, o excedente de energia extraída da rajada de vento é 
armazenado na forma de energia cinética, aumentando a velocidade do rotor. Em caso de 
velocidades elevadas o ângulo de passo das pás será regulado para limitar a velocidade da 
turbina. 
A Figura 12 apresenta as curvas típicas adotadas na estratégia de controle da 
velocidade ótima para a máxima extração de potência, considerando uma unidade eólica com 
potência nominal de 2 MW. A figura em questão mostra a curva da potência elétrica do 
gerador versus velocidade mecânica do gerador e a potência da turbina em função da 
velocidade do vento. 
 
 
Figura 12- Curvas de potência mecânica e elétrica do gerador. 
 
A estratégia de controle para extração da máxima potência do vento é tipicamente 
caracterizada por quatro regiões de operação para o conjunto turbina-gerador. Tais regiões são 
apresentadas na Figura 12 e são delimitadas pelos pontos de A a E. Entre os pontos A e B a 
velocidade do vento é baixa e a gerador atua em sua velocidade mínima constante. No 
intervalo B-C o vento está em velocidade média e a velocidade da turbina é regulada para 
extrair a máxima potência do vento, permanecendo nesse modo até o gerador atingir a 
velocidade nominal. Na região C-D, a turbina opera com velocidade nominal fixa e a potência 
gerada não ultrapassa o valor nominal do gerador. No intervalo D-E, a potência gerada é 
mantida no valor nominal.  
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A segunda malha de controle do conversor do lado do rotor é geralmente usada para o 
controle de potência reativa no estator (Qs). Essa malha atua de forma independente da malha 
de controle de velocidade/potência devido ao uso da estratégia do controle vetorial 
implementada no conversor. A potência reativa é controlada por meio do controle do fluxo de 
magnetização do rotor.   
A estratégia de controle mais difundida nas unidades eólicas em operação atualmente é 
o controle de velocidade para otimizar a potência extraída pela turbina eólica e o controle da 
potência reativa do estator para manter o fator de potência unitário no estator (Qs=0 MVAr). 
 
 
2.7.2 Malhas de Controle do Conversor Lado da Rede 
 
 
O conversor do lado de rede é interligado à rede elétrica através de um filtro indutivo 
cuja função é eliminar as distorções harmônicas causadas pelo conversor. Esse conversor é 
composto por uma ponte trifásica baseada em IGBTs (SILVA, 2006) que permite o fluxo 
potência ativa e reativa tanto no sentindo da rede como no sentindo do rotor, podendo atuar 
como retificador ou inversor. O conversor do lado da rede também é equipado com duas 
malhas de controle que atuam de forma independente. A principal função de uma das malhas 
de controle é manter a tensão constante no barramento CC, que deve ser garantida 
independendo do sentido do fluxo de potência no rotor. A segunda malha de controle pode ser 
usada para controlar a potência reativa que flui entre o conversor e a rede, ou para controlar a 
tensão na rede no ponto de conexão do conversor.  No entanto, ela é geralmente usada para o 
controle de reativo e é ajustada para que não haja fluxo de reativo entre o conversor e a rede e 
vice-versa (ou seja, Qrede = 0 MVAr) para que o conversor controle  apenas o fluxo de 
potência ativa entre o rotor e a rede. Essa estratégia é tipicamente adotada pelo fato da 
potência nominal do conversor bidirecional ser geralmente cerca de 25% da potência nominal 
do gerador. 
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 2.8 Sistema de Proteção do Tipo Crowbar 
 
 
 Um dos grandes problemas dos aerogeradores é garantir que o gerador mantenha-se 
conectado à rede durante perturbações como curto-circuito, a fim de evitar que uma grande 
parcela de potência seja desconectada da rede, evitando variações da frequência no sistema de 
potência. Os aerogeradores equipados com conversores estáticos de potência geralmente 
precisam de um sistema de proteção contra curto-circuito, pois o conversor é composto por 
semicondutores que não podem ser submetidos às correntes de curto-circuito por tempos 
longos. 
 A Figura 13 apresenta duas topologias de sistemas de proteção do tipo Crowbar 
baseados em dispositivos semicondutores controlados. Nas topologias apresentadas, quando o 
sistema crowbar entra em funcionamento, o rotor é curto-circuitado impedindo que a corrente 
de curto-circuito passe pelos conversores. Durante a atuação do crowbar o gerador passa a 
atuar de forma similar a um gerador de indução com rotor do tipo gaiola de esquilo. 
 
 
Figura 13-Diagrama do gerador considerando o circuito de proteção do tipo crowbar: (a)ponte 
retificadora com diodos; (b) dois pares de tiristores conectados em antiparalelo entre as fases. 
 
 
 
Crowbar
Rotor
GIDA
Estator
Conversor
dorotor
Caixa
de
Tramisção
Vdc
(a)
S
2
S
4
S
6
S
5
S
3
S
1
Crowbar
Rotor
GIDA
Estator
Conversor
do rotor
Caixa
de
Tramisção
Vdc
(b)
S
2
S
4
S
6
S
5
S
3
S
1
47 
 
3 MODELAGEM DO GERADOR DE INDUÇÃO DUPLAMENTE 
ALIMENTADO PARA ESTUDOS DE ESTABILIDADE A PEQUENAS 
PERTURBAÇÕES  
 
 
3.1 Considerações Iniciais  
 
 
O modelo do gerador de indução duplamente alimentado adotado em estudos de 
estabilidade a pequenas perturbações é fundamentado no modelo bem difundindo da máquina 
de indução, considerando as malhas de controle do conversor bidirecional e as equações 
mecânicas referentes à conexão da turbina eólica com o rotor do gerador. Buscando um 
modelo adequado e simplificado para o Gida, de forma a simplificar a aplicação do controle 
vetorial e os estudos de estabilidade, se aplica um conjunto de transformadas de coordenadas 
nas equações originais da máquina de indução. Como resultado, obtém-se um modelo 
invariante no tempo. A partir do modelo invariante no tempo manipulam-se as equações da 
tensão do rotor e do estator e considera-se a atuação do controle vetorial que alinha o fluxo do 
estator com o eixo direto do referencial dq.     
Considerando que o foco do estudo proposto nesse trabalho é a proposição de uma 
malha de controle suplementar para mitigar as oscilações eletromecânicas de baixa 
frequência, que podem ser afetadas pela modulação da potência ativa ou reativa gerada, serão 
consideradas apenas as malhas de controle do conversor que atua efetivamente no controle do 
Gida, ou seja, as malhas de controle do conversor do lado do rotor. Os estudos apresentados 
em (MEI, et. al 2005) mostram que as malhas de controle do conversor do lado do rotor são as 
malhas de controle com maior influência nas oscilações eletromecânicas do Gida. 
 
 
3.2 Sistema de Referência dq0 
 
 
As máquinas CAs podem ser descritas por um conjunto de equações no referencial do 
estator (referencial abc), entretanto, as indutâncias do modelo são dependentes da posição do 
rotor do gerador (ou seja, se modificam com o movimento de rotação do rotor). Logo, as 
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equações diferenciais que descrevem o comportamento da máquina estão sujeitas a 
coeficientes variantes no tempo, o que torna difícil a realização dos estudos propostos. 
 Buscando simplificar as equações diferenciais que representam o modelo da 
máquina, aplica-se uma mudança de variáveis, tornando os coeficientes das equações 
invariantes no tempo. Para isso, utiliza-se a transformada de Park, conforme ilustrado na 
Figura 14.  
 
 
Figura 14 - Transformação de Park, (a) tensões no referencial abc e (b) tensões no referencial dq0. 
 
 A transformada de Park é basicamente uma transformação de variáveis, onde os 
enrolamentos trifásicos a, b e c da máquina são substituídos por enrolamentos fictícios d, q e 
0, que giram com a mesma velocidade do rotor dá máquina. As correntes e tensões das fases 
a, b e c são transformadas em tensões e correntes dos enrolamentos fictícios d, q e 0. Essa 
transformação é feita por meio da matriz de transformação Tθ , conforme descrito na equação 
(7). 
  
( ) ( ) ( )
( ) ( ) ( )0
cos 2 3 2 3
2 3 cos cos 2 3 cos 2 3 .
1 2 1 2 1 2
qd abc abc
sen sen
v T v vθ
θ θ pi θ pi
θ θ pi θ pi
− + 
	 

= = − +	 

	 
 
 
 (7) 
 
Em (7), vqd0 = [vq vd v0], Vabc = [ va vb vc],  é a defasagem angular entres os eixos de 
referência do sistema  abc e dq0 (KRAUSE, 2002). 
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3.3 Modelo da Máquina de Indução  
 
 
 Após a aplicação da transformadas de Park nas equações clássicas da máquina de 
indução, obtém-se um novo modelo com parâmetros invariantes no tempo (Kundur, 1994).  
As equações a seguir apresentam as tensões e os fluxos magnéticos da máquina de indução no 
referencial de eixos ortogonais dq0 (SILVA, 2006).  
 
 Tensões nos terminais do estator:    
 
,
qs
ds s ds qs
d
V R I s
dt
ψ
ω ψ= − − +  (8)  
.
qr
qs s qs ds
d
V R I s
dt
ψ
ω ψ= − − +
 
(9)                              
 
 Tensões nos terminais do rotor: 
    
,
qr
qr r qr dr
d
V R I s
dt
ψ
ω ψ= − − +  (10)  
.
dr
dr r dr qr
dV R I s
dt
ψ
ω ψ= − − +
 
(11)                              
 
 Fluxos magnéticos no estator: 
 
,ds s ds m drL I L Iψ = +  (12)  
.qs s qs m qrL I L Iψ = +
 
(13)                              
 
 Fluxos magnéticos no rotor: 
 
,dr r dr m dsL I L Iψ = +  (14)  
.qr s qr m qsL I L Iψ = +
 
(15)                              
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 Em (8)-(13), qrI , drI , qsI e  qsI  são respectivamente, corrente de eixo direto e quadratura do 
rotor e do estator. 
 O modelo da máquina de indução descrito em (8)-(9) pode ser representado na forma 
de um circuito elétrico equivalente na referência dq0, conforme apresentado na Figura 15 e 
Figura 16. 
 
 
 
Figura 15 - Circuito do eixo-d da máquina de indução. 
 
 
Figura 16 - Circuito do eixo-q da máquina de indução. 
      
Nas Figura 15 e Figura 16, ls, lr e lm são as indutâncias de dispersão do estator, de 
dispersão do rotor e mútua entre estator e rotor, respectivamente. Os valores dessas 
indutâncias são geralmente apresentados nas especificações técnicas do gerador.  As 
indutâncias apresentadas nas equações (12)-(15) são dadas por 
 
,s m sL l lσ= −  (16) 
.
r m rL l lσ= −
 
 (17) 
 
Em (16)-(17), Ls e Lr, são respectivamente, as indutâncias próprias do estator e do 
rotor. Nos circuitos equivalentes as correntes, tensões e fluxos do lado do rotor, estão 
referidos ao lado do estator, por meio da relação de transformação entre o enrolamento do 
rotor e do estator.  
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O modelo da máquina de indução apresentado será reescrito de forma que a máquina 
possa ser representada por um circuito equivalente descrito por uma tensão transitória interna 
do gerador em série com uma reatância transitória, similar aos modelos de máquinas 
síncronas usados nos estudos de estabilidade (KUNDUR, 1994). 
 No novo modelo a ser obtido, as variáveis de estado que descrevem o 
comportamento do gerador serão apenas as grandezas do estator (correntes e tensões). Essa 
readequação do modelo inicia-se substituindo o conjunto de equações (12)-(15) em (8)-(11). 
Após substituir as equações dos fluxos, as correntes do rotor Iqr e Idr são também eliminadas 
do modelo pela substituição do conjunto de equações (18)-(19), obtido a partir de (12)-(15). 
 
,
qr m qs
qr
r r
l I
I
L L
ψ
= +
 (18) 
.
dr m ds
dr
r r
l II
L L
ψ
= +
 
 (19) 
 
 Com as manipulações mencionadas acima, as equações (8)-(11) são transformadas 
em um conjunto de equações diferenciais de primeira ordem dado por (20)-(23). Esse modelo 
é mais adequado para os estudos de estabilidade e é descrito apenas pelas variáveis de estado 
referentes às tensões e correntes do estator da máquina (YANG et al.,2010).  
 
'
' '
' ' ' ' '
0 0
-1 1
- - - ,
gds s s s s m s
s ds s qs ds qs dr ds
b s s s s s r s
di X X lR i i e e u u
dt X T X X T X L X
ωω ω ω
ω
ω ω
 
= + + + + 
 
 (20)     
'
' '
' ' ' ' '
0 0
1 1
,
qs gs s s s m s
s qs s ds qs ds qr qs
b s s s s s r s
d i X X lR i i e e u u
dt X T X X T X L X
ωω ω ω
ω
ω ω
 
−
= − + − + + + − 
    (21) 
'
' ' '
0
1 1 [ ( ) ] ( ) ,ds s mds s s qs s g qs qr
b r
de l
e X X i e u
dt T L
ω
ω ω
ω
= − − − + − −
 
(22) 
'
' ' '
0
1 1 [ ( ) ] ( ) .qs s mqs s s ds s g ds dr
b r
de l
e X X i e u
dt T L
ω
ω ω
ω
= − + − − − +
 
(23) 
 
As reatâncias e constante de tempo apresentadas em (20)-(23) são dadas por 
  
,
s
s
S
X
L
ω
=   (24) 
 
52 
 
2
'
,
m
s s s
r
lX L
L
ω
 
= − 
 
         
(25) 
.
r
o
r
LT
R
=  (26) 
 
 As tensões do rotor e do estator podem ser escritas como: 
 
,dr qru ju= +ru  (27) 
    
.ds qsu ju= +su
 
 (28) 
 
onde ru  é a tensão aplicada pelo conversor bidirecional ao rotor e su  e a tensão no terminal 
do estator. O modelo apresentado em (20)-(23), pode ser representado por um circuito elétrico 
equivalente correspondente a uma tensão transitória em série com uma impedância transitória, 
conforme apresentado na Figura 17 (MEI et al., 2005).  
 
 
Figura 17- Circuito elétrico equivalente ao modelo para estudo de estabilidade  
 
As tensões transitórias atrás da reatância são dadas pelas equações (29)-(30). 
 
'
,
s m qr
ds
r
l
e
L
ω ψ
= −
 (29) 
'
.
s m dr
qs
r
l
e
L
ω ψ
=
 
 (30) 
 
A corrente no estator é dada por   
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.qds qs dsi ji= +i   (31) 
 
 No modelo adotado, o controle vetorial considera o eixo-d alinhado com o fluxo 
magnético do estator da máquina, logo, a tensão do estator uqs pode ser considerado igual à 
zero (YANG et al.,2010).  
 As equações descritas anteriormente descrevem apenas a dinâmica elétrica do Gida. 
Entretanto, a unidade eólica é um sistema eletromecânico e, portanto, deve ser descrita por 
variáveis elétricas e mecânicas. As variáveis mecânicas estão relacionadas com a conexão 
entre o rotor do gerador e a turbina eólica. Esse sistema mecânico pode ser considerado como 
um sistema composto por duas massas girantes interligadas por um eixo com uma constate 
elástica, conforme apresentado na Figura 18. 
 
 
Figura 18 - Sistema de duas massas girantes representando a conexão entre a turbina eólica e rotor do 
gerador. 
 
Na Figura 18, Ht  [s]e Hg [s] são, respectivamente, a constante de inércia da turbina e 
do gerador, t [rad] é o ângulo de torção do eixo, Keixo [pu/rad] é a rigidez elástica do eixo,  t 
[pu] é a velocidade da turbina e r [pu] a velocidade do rotor do gerador. Estas variáveis são 
importantes no estudo de estabilidade a pequenas perturbações de unidades eólicas, devido à 
característica torcional do eixo que interliga o gerador e a turbina. As oscilações torcionais 
interferem diretamente na qualidade de energia por causarem oscilações eletromecânicas no 
sistema. A dinâmica mecânica pode ser representada pela segunda lei de Newton do 
movimento de rotação, conforme descrito nas equações (32)-(34). 
 
( )1 ,
2
r
sh e
g
d T T
dt H
ω
= −  
  (32) 
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( )1 ,
2
t
m sh
t
d T T
dt H
ω
= −
 
  (33) 
( ).tw b t rddt
θ
ω ω ω= −
 
  (34) 
 
Em (23)-(33), Tm [pu] é o torque mecânico na turbina eólica e Te [pu] é o torque 
eletromagnético que pode ser escrito em função das variáveis de estado do modelo como: 
 
''
.
qsds
e ds qs
s s
eeT i i
ω ω
  
= +     
   
 
 (35) 
 
O torque mecânico Tsh, transmitido pelo eixo da turbina ao rotor do gerador, é dado por:  
 
.
t
sh t
dT K D
dt
θθ= +  
 (36) 
 
onde D [pu.s/rad] é o coeficiente de amortecimento do sistema mecânico. Substituindo (36) 
em (32)-(33) e (35) em (32), considerando r= (1-s)s, obtém-se: 
 
( )
''
2 ( (1 ) ) ,qsdsrg tw t s B ds qs
s s
eedH K D s i i
dt
ω θ ω ω ω
ω ω
   
= + − − − +          
 
  (37) 
( )2 ( (1 ) ) ,tt m tw t s BdH T K D sdt
ω θ ω ω ω= − + − −
 
  (38) 
( )(1 ) .tw b t sd sdt
θ
ω ω ω= − −
 
  (39) 
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3.4 Controle do Conversor do Lado do Rotor. 
  
 
 Nas unidades eólicas baseadas no Gida, o estator é ligado diretamente à rede elétrica 
e o rotor é conectado à rede por um conversor estático duplo, como descrito anteriormente.  O 
conversor do lado do rotor controla a potência ativa e reativa do estator, por meio das tensões 
dru
 
e qru . Esta topologia de unidade eólica permite que o fluxo de potência ativa e reativa seja 
bidirecional no circuito do rotor, e permite ao gerador operar com velocidade subsíncrona e 
supersíncrona. As tensões aplicadas ao rotor são controladas pela estratégia de controle 
vetorial, possibilitando o controle desacoplado das potências ativa e reativas do estator do 
gerador.  
 Na estratégia de controle vetorial o eixo-d é orientado no vetor fluxo estatórico da 
máquina.  Com este alinhamento temos que ds = s  e qs = 0 e,  consequentemente, a tensão 
uqs pode ser considerada igual a zero, conforme apresentado na Figura 10 (QIAO, 2009). 
Considerando as equações dos fluxos magnéticos apresentadas em (12)-(15), as equações do 
rotor, apresentadas em (10)-(11), podem ser reescritas na seguinte forma: 
 
 
. . . ,
r dr r dr dr s r qr
d
r i L i u s L i
dt
σ ω σ+ = −
 
  (40) 
 
2
. . . .
m ms
r qr r qr qr s r dr
s
l id
r i L i u s L i
dt L
σ ω σ
 
+ = + + 
 
 
  (41) 
     
sendo  ss = s – r a velocidade angular de escorregamento do rotor e, consequentemente, a 
frequência das correntes e tensões  nos enrolamentos do rotor. O coeficiente de dispersão do 
fluxo da máquina   e a corrente de magnetização do estator 
msI são dados por: 
 
2
1 ,m
s r
l
L L
σ = −
 
 (42) 
.
ds
ms
m
I
l
ψ
=  
 (43) 
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 Analisando as expressões (40)-(41) é possível observar que a dinâmica da corrente 
dri  depende da corrente qri  e vice-versa. Ou seja, há um acoplamento entre estas duas 
variáveis. Esse acoplamento é significativo em condições de operação com elevado 
escorregamento (SILVA, 2006; QIAO, 2009). Com o propósito de anular esta dependência, 
estes termos serão compensados pelo controlador do conversor do lado do rotor por meio da 
adição das tensões de desacoplamento drindu
 
e qrindu , conforme apresentado em (44) -(45). 
Esse desacoplamento permite o controle independente da potência ativa e reativa por meio do 
controle de dru
 
e qru
 
respectivamente (LI et al., 2009). 
 
*
. . . ,r dr r dr dr qrind dr
d
r i L i u u u
dt
σ+ = − =
 
  (44) 
 
*
. . . .r qr r qr qr drind qr
d
r i L i u u u
dt
σ+ = + =
 
  (45) 
 
Em (44)-(45), *dru
 
e *qru
 
são as equações da tensão do rotor considerando o desacoplamento 
entre as correntes dri  e qri . As tensões de desacoplamento injetadas pelo controlador do 
conversor do lado do rotor são dadas por:  
 
2
,
m ms
drind s r dr
s
l i
u s L i
L
ω σ
 
= + 
 
 
  (46) 
 
.qrind s r qru s L iω σ= −
 
  (47) 
 
Considerando 0qsψ = , devido ao controle vetorial, as correntes de rotor podem ser reescritas 
da forma: 
 
,
s qs
qr
m
L i
i
L
−
=
 
  (48) 
.
s
dr ds ms
m
Li i I
L
= − +
 
  (49) 
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Com a intenção de reescrever as tensões de desacoplamento drindu
 
e qrindu  em função das 
variáveis de estado do modelo, será substituído em (46)-(47) o coeficiente de dispersão  e as 
correntes do rotor iqr e idr, apresentadas em (48) e (49). Aplicando as manipulações algébricas 
mencionadas, as tensões de desacoplamento podem ser escritas em função das variáveis de 
estado do modelo como:  
 
,drind s r qr s m qsu s L i s l iω ω= − −    (50) 
.qrind s r dr s m dsu s L i s l iω ω= +
 
  (51) 
  
Conforme pode-se obsevar o segundo termo das equações (50)-(51) descreve as 
f.e.m’s induzidas pelas correntes de estator, e o primeiro termo descreve as tensões de 
desacoplamento entre as correntes iqr e idr (SILVA, 2006).  
As malhas de controle do conversor do lado do rotor, considerando o 
desacoplamento entre as correntes iqr e idr, são apresentadas na Figura 19 (WU et al., 2007). 
As malhas de controle em questão controlam de forma desacoplada as correntes do rotor por 
meio das tensões dru
 
e qru
 
aplicadas pelo conversor conectado ao rotor, conforme 
apresentado nas equações (44)-(45).  
 
 
Figura 19 - Malhas de controle internas do conversor do lado do rotor. 
  
 As malhas de controle apresentadas na Figura 19 são geralmente chamadas de 
malhas de controle internas do conversor do lado do rotor. A tensão aplicada ao rotor é 
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definida pelas referências de correntes das malhas de controle em questão.  As referências de 
corrente 
_dr refi
 
e 
_qr refi  são determinadas a partir da potência ativa e reativa a ser gerada no 
estator da máquina. As equações (52)-(53) apresentam as potências ativa e reativa do estator 
em função das correntes do estator e das tensões no terminal do gerador. 
 
. .s ds dsP u i=    (52) 
. ,s ds qsQ u i=
 
  (53) 
  
 A potência ativa e a reativa dependem das grandezas elétricas do estator que, por sua 
vez, dependem das correntes do rotor. Dessa forma, é possível incluir mais duas malhas de 
controle em cascata com as malhas de controle das correntes, conforme apresentado na Figura 
20. As malhas de controle das correntes do rotor são as malhas de controle internas do 
conversor e as malhas de controle das potências são as malhas de controle externas do 
inversor do lado do rotor. Estas malhas são responsáveis pelo controle efetivo do aerogerador 
baseado no Gida.  
 
 
 
Figura 20 - Malhas de controle típicas do conversor do lado do rotor. 
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4 ESTABILIDADE A PEQUENAS PERTURBAÇÕES  
 
 
4.1Considerações Iniciais 
 
 
 Normalmente, os sistemas elétricos de potência apresentam uma resposta transitória 
de natureza oscilatória caracterizada por oscilações eletromecânicas de baixa frequência. O 
comportamento das oscilações depende de diversos fatores, como por exemplo, da 
característica construtiva dos geradores, das malhas de controle do sistema, do ponto de 
operação do sistema e da capacidade de transferência de potência do sistema de transmissão. 
Tais oscilações surgem devido ao desequilíbrio entre o torque mecânico e o torque elétrico do 
gerador. As oscilações eletromecânicas podem ser estimuladas por pequenas perturbações, 
tais como: alteração na configuração do sistema de transmissão, variações normais de carga, 
variações normais de geração e faltas aleatórias ao longo do sistema. Devido à grande 
quantidade de interferência que o sistema elétrico de potência está susceptível, uma descrição 
minuciosa das possíveis pequenas perturbações é impraticável.  As pequenas perturbações são 
interferências que não afetam consideravelmente o ponto do equilíbrio das grandezas elétricas 
e mecânicas do sistema.  
Como já supracitado, as oscilações eletromecânicas prejudicam a operação do sistema 
e, consequentemente, a qualidade de energia. Nesse contexto, os estudos de estabilidade a 
pequenas perturbações têm geralmente o objetivo de avaliar e melhorar o comportamento 
transitório do sistema de potência submetido a pequenas perfurações. 
O modelo empregado para o estudo pode ser linearizado sem prejudicar a análise da 
dinâmica do sistema, pois tais perturbações não afastam significativamente o sistema do ponto 
de operação original.  Como ferramentas típicas para a análise da estabilidade a pequenas 
perturbações usualmente se utiliza autovalores, autovetores, fator de participação e resíduo da 
função de transferência (KUNDUR, 1994). Essas ferramentas típicas usadas nos estudos de 
estabilidade a pequenas perturbações são apresentadas nesse capítulo. 
 
 
 
60 
 
 4.2 Linearização e Ferramentas para a Análise de Estabilidade a Pequenas 
Perturbações  
 
 
As técnicas para análise de sistemas lineares podem ser aplicadas para o estudo da 
estabilidade a pequenas perturbações de sistemas elétricos de potência. Devido ao fato das 
pequenas perturbações não afastarem consideravelmente a trajetória do sistema do ponto de 
equilíbrio original, é possível linearizar o modelo não linear que descreve a dinâmica da 
unidade eólica para a realização dos estudos de estabilidade.  Devido à simplicidade das 
ferramentas utilizadas, as análises lineares são geralmente mais simples do que as análises 
envolvendo os modelos não lineares.  
Conceitos e hipóteses serão apresentados para uma melhor compreensão das análises 
de estabilidade a pequenas perturbações em sistemas elétricos de potência. O modelo não 
linear do sistema, na forma condensada, pode ser escrito como: 
 
                
( ).x f x=  
 (54) 
 
O modelo linear pode ser obtido por meio da linearização de (54) em torno de um ponto de 
equilíbrio xo. A linearização pode ser efetuada por meio da expansão em série de Taylor da 
equação (54). Aplicando a série de Taylor, truncada na primeira derivada, obtém-se  
 
                 
0
0( ) ( ) .
x
f
x f x f x x
x
∂
= ≈ + ∆
∂

 
 (55) 
                                                                  
onde 0= −x x x  é o vetor que representa os pequenos desvios das variáveis de estado em 
relação ao ponto de equilíbrio 0x . A  equação (55) pode ser reescrita com uma equação linear 
na forma de espaço de estados do tipo: 
 
                 
.x = Ax
 
 (56) 
 
onde a matriz A é o jacobiano de f(x)  ( / | )∂ ∂
0x
f x
 e ∆ = − 0x f(x) f(x ) . A solução da equação 
(56) fornece uma boa aproximação para a resposta do sistema elétrico de potência submetido 
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a pequenas perturbações. Além disso, a equação (56) apresenta solução analítica, o que a 
torna mais atrativa para o estudo proposto, quando comparado com o modelo não linear. 
 
 
4.2.1 Autovalores e Autovetores  
 
 
Considerando-se que todos os autovalores da matriz de estados A sejam distintos, a 
resposta do sistema (56) pode ser descrita por: 
 
                   
1
( ) .i
n
t
i i
i
t e
=
= x c v   (57) 
 
sendo ic ∈ C, iλ ∈ C e iv ∈ Cn  constantes, n  o número de variáveis de estado utilizadas, e t 
o tempo. Em (57), iλ , iv  e ic
 
são, respectivamente, o i-ésimo autovalor da matriz A, o i-
ésimo autovetor da matriz A e uma constante que depende das condições inicias do sistema 
(KUNDUR, 1994). Considerando a resposta do modelo linear dada por (57) e representando a 
matriz A em termos de seus autovalores, o modelo linear (56) pode ser reescrito como  
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Combinando as equações (56), (57) e (58), obtém-se: 
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Como os ic  e iλ  são constantes,  a igualdade (59) se reduz a: 
 
            
.v = Av  
 (60) 
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que é um problema convencional de cálculo de autovalores e autovetores à direita da matriz 
A. Cada autovalor do sistema (61) está associado a um modo de resposta do sistema. Os 
autovalores reais correspondem a modos de resposta aperiódicos (não oscilatórios) e os 
autovalores complexos descrevem modos de resposta oscilatórios. Para mais detalhes a 
respeito dos modos de resposta oscilatórios, considere o autovalor dado por: 
 
          
.i i ijλ σ ω= ±   (61) 
 
De acordo com o termo  tieλ
,
 da resposta do sistema, é possível concluir que a parte 
real  i está vinculada ao decaimento ou crescimento exponencial do modo de resposta 
associado ao autovalor em questão. O termo imaginário i define a frequência de oscilação do 
modo de resposta. Quando todos os autovalores do sistema apresentam parte real negativa, 
diz-se que o sistema é assintoticamente estável. Autovalores com parte real positiva estão 
associados a um modo de resposta com crescimento exponencial. Se pelo menos um dos 
autovalores do sistema apresentar parte real positiva, diz-se que o sistema é assintoticamente 
instável. A taxa de decaimento ou crescimento da amplitude das oscilações associadas a um 
dado modo de resposta pode ser obtida por meio do fator de amortecimento dado por: 
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O fator de amortecimento ζ  é um índice de desempenho largamente aceito em 
sistemas de potência como margem de estabilidade a pequenas perturbações. A amplitude do 
modo de resposta decai para 37% da amplitude inicial a  ζ  ciclos de oscilação. Um fator 
maior ou igual a 0,05 ou 5%, por exemplo, é largamente aceito como uma boa margem de 
estabilidade a pequenas perturbações em sistemas elétricos de potência (GOMES et al., 2003). 
 
 
 
 
 
63 
 
4.2.2 Fator de Participação  
 
 
 Analisando a equação (57) é possível observar que o autovetor à direita  fornece a 
distribuição do modo de resposta 	
 entre as variáveis de estado que compõem o modelo 
linear. Entretanto, o autovetor à direita depende da unidade de medida das variáveis de estado 
do sistema (ou seja, não é adimensional), o que pode gerar problemas nas análises envolvendo 
variáveis de estado com unidades de medida e dimensões muito diferentes (PÉREZ-
ARRIAGA et al., 1982). Esse problema pode ser contornado com o uso do fator de 
participação. A determinação da relação entre os modos de resposta e as variáveis de estado 
do sistema pode ser feita utilizando-se o fator de participação, que é calculado a partir do 
autovetor à direita e à esquerda.  Os autovetores à esquerda da matriz A são o conjunto de 
vetores    que satisfazem  
 
               
, 1,..., .i i i i n= = w w A   (63) 
                
O i-ésimo autovetor à esquerda determina a magnitude da excitação causada pela condição 
inicial  no i-ésimo modo de resposta (ou seja, determina a constante    
adotada na expressão analítica da resposta das variáveis de estado do modelo linear). 
 Considerando os autovetores à esquerda e à direita, o fator de participação (PÉREZ-
ARRIAGA et al., 1982) é definido como: 
 
  
   
1 1 1
2 2 2
,
... ...
i i i
i i i
i
ni ni in
p w v
p w v
p w v
   
	 
 	 

	 
 	 
= =
	 
 	 

	 
 	 

   
P
  
 (64) 
 
onde kiw  é o k-ésimo elemento do i-ésimo autovetor à esquerda e  kiv  o k-ésimo elemento do 
i-ésimo autovalor à direita. O fator de participação kip  determina a participação relativa da k-
ésima variável de estado no i-ésimo modo de resposta do sistema. Pelo fato dos autovetores 
serem normalizados, a soma dos elementos do i-ésimo fator de participação é igual a 1 (ou 
seja,        ). Com a utilização do fator de participação é possível definir qual 
variável  é estimulada com maior intensidade por um dado modo de resposta de interesse.  
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Dessa forma, a variável de estado com maior influência em um dado modo de reposta de 
interesse pode ser uma boa escolha para ser usada como sinal de realimentação em uma malha 
de controle para atuar nesse modo de resposta.  
 
 
4.2.3 Resíduo da função da transferência  
 
 
O resíduo da função de transferência é também uma ferramenta para a análise de 
sistemas lineares bastante utilizada nos estudos de estabilidade a pequenas perturbações. O 
resíduo fornece informações sobre a controlabilidade e a observabilidade dos modos de 
resposta do sistema. Para uma melhor compreensão do cálculo e da aplicabilidade dos 
resíduos, alguns conceitos e considerações serão apresentados na sequência. Considere a 
função de transferência G(s) apresentada na Figura 21. 
 
 
Figura 21- Representação da função transferência do sistema em malha aberta. 
 
A partir da função de transferência podemos obter os resíduos de G(s), que permitem 
determinar qual conjunto de entrada-saída (U(s)-Y(s)) de interesse exerce maior influência 
sobre um modo de resposta de interesse. Os resíduos da função de transferência podem ser 
obtidos a partir da expansão em frações parciais da função de transferência do sistema, 
considerando a entrada de controle e o sinal de saída de interesse (KUNDUR, 1994). 
Expandindo a função de transferência em frações parciais, obtém-se 
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( ) ... .
n
n i
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R RR RG s
s s s sλ λ λ λ
=
= + + + =
− − − −
   (65) 
 
onde Ri é o resíduo da função G(s) no polo iλ . Entretanto, em estudos de sistemas de 
potência, devido à elevada ordem do modelo, os resíduos são geralmente obtidos a partir dos 
autovetores e autovalores do modelo linear.  Escrevendo a função de transferência em termos 
dos autovalores e autovetores, obtém-se (KUNDUR, 1994)  
65 
 
 
                       
1( )( ) . .( ) . . .( ) i i
Y sG s s
U s
− = = − C v I  w B
  
   
 (66) 
                           
Como   é uma matriz diagonal, com os autovalores de A, pode-se escrever 
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onde  
  
    .i i iR =Cv w B                                   (68) 
 
          
O resíduo da função de transferência determina o quanto o modo de resposta 	
 é 
controlável e observável através da entrada de controle u(t) e do sinal de saída y(t) 
especificados por meio das matrizes C e B. Dessa forma, o resíduo permite determinar a 
melhor localização para a instalação do controlador a ser projetado para o sistema, de forma a 
proporcionar um controle efetivo sobre o modo de resposta de interesse.  
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5 METODOLOGIAS PARA O PROJETO DO CONTROLADOR 
PROPOSTO 
 
 
5.1 Considerações Iniciais 
 
 
  Duas diferentes metodologias são adotadas para o projeto do controlador da malha de 
controle suplementar proposta. Uma metodologia de projeto é baseada na teoria de controle 
clássico e a outra metodologia na teoria de controle moderno e robusto. Múltiplos projetos de 
controladores são realizados com o objetivo de evidenciar a capacidade da malha de controle 
suplementar em melhorar a margem de estabilidade a pequenas perturbações do sistema de 
potência. 
 Ambas as metodologias adotam a estrutura de realimentação dinâmica de saída para o 
controlador, pois algumas das variáveis de estados que compõem o modelo do sistema não 
podem ser medidas diretamente. Uma segunda alternativa é a realimentação estática de saída, 
porém essa estrutura de controle geralmente não é capaz de proporcionar um desempenho 
satisfatório para o sistema de potência operando sob diferentes condições de carregamento.  
A primeira metodologia de projeto adotada baseia-se na teoria de controle clássico, 
mais especificamente na compensação de fase no domínio da frequência. A segunda foi 
adotada pelo fato da técnica baseada na compensação de fase, apesar de sua simplicidade e 
praticidade, não garantir formalmente a robustez do controlador frente às variações normais 
no ponto de operação do sistema. 
 
 
5.2 Metodologia de Projeto Baseada no Controle Clássico  
 
 
 A teoria de controle clássico é largamente aplicada e aceita por engenheiros de 
sistemas de potência devido à simplicidade das técnicas de projeto e facilidade na 
implementação dos controladores resultantes. Como exemplo da aplicação da teoria de 
controle clássico para o projeto de controladores para sistemas de potência, pode-se citar o 
projeto clássico de PSS (do Inglês, Power System Stabilizer) (CONCÓRDIA e MELLO, 
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1969). O projeto clássico de PSS consiste na compensação de fase adequada de forma a 
melhorar o amortecimento de modos eletromecânicos de interesse (LARSEN & SWANM, 
1981). Antes de apresentar a primeira metodologia de projeto é importante apresentar a 
estrutura adotada para o controlador da malha de controle suplementar proposta. O 
controlador adotado baseia-se na estrutura clássica de compensação de fase apresentada na 
Figura 22. 
 
 
Figura 22 - Estrutura do controlador adotado para a malha de controle suplementar. 
                                 
A estrutura adotada é composta por um ganho estático de realimentação K, um filtro 
do tipo washout, para evitar que o controlador atue em condições de regime permanente, 
seguidos pelos circuitos de avanço-atraso. Apesar da grande variedade de estruturas de 
controle existentes, a estrutura adotada nesse trabalho é ainda bastante utilizada nos sistemas 
de potência contemporâneos devido à sua simplicidade e facilidade de implementação. Os 
parâmetros K, T1, T2 e Tw são calculados, nessa primeira metodologia de projeto, utilizando 
a informações sobre o ângulo de fase do resíduo da função de transferência do sistema de 
interesse. A compensação de fase baseada no ângulo do resíduo da função de transferência é 
uma abordagem relativamente simples e eficiente, bastante adotada no projeto de 
controladores para sistemas elétricos de potência. Para uma melhor compreensão da técnica 
adotada, considere a função de transferência do sistema em malha fechada apresentada na 
Figura 23. 
 
 
Figura 23 - Estrutura de realimentação do sistema. 
 
Na Figura 23, G( )s  é a função de transferência entre a entrada de controle de interesse e a 
saída de interesse do sistema, e  ( )H s  é a função de transferência do controlador apresentado 
na Figura 22.  
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Antes de determinar a compensação de fase para o controlador é necessário definir o 
modo de resposta de interesse, ou seja, modo de resposta a ser controlado pelo controlador 
H(s). O projeto consiste em calcular os parâmetros do controlador baseando-se na 
compensação de fase necessária para deslocar o modo de resposta de interesse no sentido do 
semi-plano esquerdo do plano complexo. Para melhor compreensão do procedimento, 
considere que ϕ , ω e λides sejam, respectivamente, o ângulo a ser compensado, a frequência 
do modo de resposta de interesse e a posição desejada no plano complexo para o modo de 
resposta de interesse.  Os parâmetros do controlador podem ser determinados por (OGATA, 
2003) 
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A compensação de fase necessária para deslocar o modo de resposta de interesse no sentido 
do semi-plano esquerdo do plano complexo (ou seja, necessário para alterar apenas a parte 
real do modo de resposta, de forma a introduzir amortecimento adicional para o modo de 
resposta de interesse) é definida por meio do resíduo da função de transferência associado ao 
i-ésimo modo de resposta de interesse. Esse ângulo de compensação é calculado a partir do 
ângulo do resíduo da função de transferência (LARSEM et. al, 1981), (PEREZ-ARRIAGA et. 
al, 1982).  O ângulo de compensação do resíduo é ilustrado na Figura 24.  
 
 
Figura 24 - Ângulo de compensação de fase do resíduo correspondente ao i-ésimo modo de resposta. 
 
Na Figura 24, arg{Ri} é o ângulo do resíduo Ri  e  iφ  é o ângulo  de compensação do resíduo 
requerido para que o controlador desloque o modo de resposta no sentido do semi-plano 
esquerdo do plano complexo. Analisando a Figura 24 é possível ver que o ângulo de 
compensação adotado no cálculo dos parâmetros do controlador é dado por  
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180 arg( ).i iRφ = −
 
 (70) 
 
O ganho estático K do controlador pode ser determinado, considerando a posição desejada 
para o modo de resposta de interesse. O valor desse ganho é dado por (SADIKOVIC, 
KORBA, & ANDERSOON, 2005) 
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onde a função de transferência H(s) (função de transferência do controlador) é descrita por 
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O controlador resultante, quando incluído no sistema, deslocará o modo de resposta de 
interesse para o ponto no plano complexo definido por .idesλ  
 
 
5.3 Metodologia de Projeto Baseada no Controle Moderno 
 
 
Em geral, as metodologias de projeto baseadas em técnicas de controle clássico 
convencional não garantem formalmente a robustez dos controladores na fase de projeto. No 
entanto, os avanços obtidos na velocidade de processamento e na capacidade de memória dos 
computadores têm permitido o uso de técnicas de controle robusto no projeto de controladores 
de amortecimento. 
A aplicação de novas metodologias de projetos baseadas em técnicas de controle 
robusto geralmente enfrenta críticas por parte dos engenheiros que atuam na área de operação 
de sistemas de potência. Essas críticas geralmente ocorrem devido à complexidade da 
metodologia e/ou estrutura dos controladores resultantes. O fato de que metodologias 
baseadas em controle moderno robusto usualmente geram controladores com ordem elevadas 
também é, em alguns casos, motivo de críticas. Como um diferencial em relação à maioria das 
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metodologias baseadas em controle robusto, essa segunda metodologia também gera 
controladores simples e com uma estrutura que é largamente aceita entre os engenheiros de 
sistemas de potência. 
A segunda metodologia de projeto é uma abordagem no domínio do tempo, na forma 
de desigualdades matriciais, com restrições no domínio da frequência. As incertezas com 
relação às variações no ponto de operação do sistema são consideradas na fase de projeto. Um 
índice de desempenho mínimo para os modos de resposta do sistema em malha fechada, para 
todos os pontos de operação considerados, também é especificado na fase de projeto.  
Algumas considerações serão feitas na sequência para uma melhor compreensão da 
metodologia. O modelo do sistema elétrico de potência, após sua linearização, é representado 
nessa metodologia de projeto na forma de espaço de estado por:  
 
        
( ) ( ) ( ),t t t= +x Ax Bu  
  (73) 
( ) ( ).t t=y Cx
. 
(74) 
  
 O controlador apresentado na Figura 22 também é adotado nessa metodologia. 
Entretanto, ele é representado nesse segundo procedimento de projeto por meio de um modelo 
na forma de espaço de estados. Considerando dois blocos de avanço-atraso, o controlador 
apresentado na Figura 22 pode ser representado por: 
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Em (75)-(76), ( )tCX  é o vetor com as variáveis de estado do controlador. As equações (75)-
(76) podem ser reescritas na forma condensada por: 
 
( ) ( ) ( ),C C C Ct t y t= +x A x B               (78) 
( ) ( ).C Cu t t= C x
 
            (79) 
 
onde ( )y t  é a derivada do sinal de saída do sistema que pode ser escrito como 
 
( ) ( ).y t t=CAx
 
            (80) 
 
sendo C  é a matriz de saídas que seleciona a saída de interesse do sistema. Essa saída será 
escolhida a partir da análise para definir a influência do modo de resposta de interesse nas 
variáveis de estado do sistema. Tal análise pode ser feita usando o fator de participação 
apresentado no capítulo anterior. 
 O modelo do sistema com o controlador de amortecimento proposto (ou seja, o 
modelo em malha fechada) é obtido conectando o modelo do sistema (73)-(74) com o modelo 
do controlador (78)-(79) e é dado por: 
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 A segunda metodologia de projeto adotada é estruturada na forma de desigualdades 
matriciais usando o modelo do sistema em malha fechada em sua formulação. Como forma de 
melhor entendimento dessa metodologia são apresentadas algumas considerações sobre a 
formulação do problema de controle (OLIVEIRA et. al, 2010).  
 As definições e conceitos de estabilidade apresentados pelo Matemático e 
Engenheiro Aleksandr Mikhailovich Lyapunov são considerados um marco no 
desenvolvimento da teoria de controle para análise de sistemas lineares e não lineares 
descritos na forma de espaço de estado (KALIL, 2002). Lyapunov demonstrou dois métodos 
para análise da estabilidade de sistemas dinâmicos. O segundo método, conhecido como 
método direto de Lyapunov, é mais difundido e aceito, pois não requer a solução das equações 
diferencias que descrevem o sistema dinâmico. Este método é capaz de determinar a 
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estabilidade de sistemas lineares e não lineares invariantes e variantes no tempo. O mesmo é 
indispensável para a análise de sistemas não lineares, dos quais a solução exata não pode ser 
obtida.         
 A análise da estabilidade e a síntese de controladores para sistemas elétricos de 
potência submetidos a pequenas perturbações podem ser realizadas pela solução de um 
problema de factibilidade envolvendo funções de Lyapunov (KALIL, 2002). Considere-se 
que o sistema elétrico de potência em malha fechada, para um dado ponto de operação, seja 
representado pelo modelo linear invariante no tempo (ou LTI, do inglês, Linear Time 
Invariant) dado por 
 
                
(t) (t),=x Ax
  00 .( ) =x x                                          (82) 
 
onde todos os elementos da equação acima foram apresentados anteriormente. A existência de 
uma matriz TP = P > 0  tal que as funções quadráticas de Lyapunov   
      
 
0,TV( ) = >x x Px
                                          
(83) 
e  
.
T T T TV( ) =x x P x + x Px = x (A P + P A)x < 0  
  
                                          
(84) 
 
sejam satisfeitas para todo 0≠x , é a condição necessária e suficiente para que toda trajetória 
do sistema (82) convirja para zero com ∞→t  ( lim ( ) 0 (0) 0
t
t
→∞
= ∀ ≠x x , sistema 
assintoticamente estável). A equação (83) é denominada de função quadrática de Lyapunov. 
Se existir um TP = P > 0  que satisfaça as equações (83)-(84), diz-se que o sistema descrito 
pela equação (82) é quadraticamente estável (BOYD et al., 1994). A estabilidade quadrática é 
um caso específico de estabilidade assintótica (OSSOWSKI, 2000). A condição necessária e 
suficiente para provar a estabilidade quadrática do sistema linear (82) pode ser colocada na 
forma de uma LMI. A formulação LMI para verificação da estabilidade quadrática é 
construída a partir das equações (83)-(84) e é dada por 
  
         
T TP = P > 0, A P + PA < 0.
                            
 (85) 
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Se a LMI (85) for factível, conclui-se que o sistema descrito pela equação (82) é 
quadraticamente estável. É importante destacar que um sistema linear do tipo (t) (t)=x Ax  é 
assintoticamente estável se, e somente se, ele for quadraticamente estável. Considere-se que a 
matriz 3 3m xm+ +∈P R  é particionada em quatro blocos  da seguinte forma  
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Considerando a estrutura das matrizes P  e A , as desigualdades matriciais (85) podem ser 
reescritas como: 
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O projeto do controlador, usando essa segunda abordagem, consiste basicamente em calcular 
as variáveis matriciais , ,C C CA B C  e a variável matricial ( , , )P X Y Z  que satisfazem as 
desigualdades matriciais (87)-(88). A desigualdade matricial (88) apresenta termos não 
lineares ( CZA  e T TCC B Y , por exemplo) envolvendo as variáveis do controlador e a variável 
( , , )P X Y Z . Esse tipo de desigualdade é tipicamente conhecido como desigualdade matricial 
bilinear (BMI, do inglês, Bilinear Matriz Inequality). Aspectos relacionados à resolução de 
formulações de controle na forma de BMIs serão abordados adiante. 
 Na grande maioria das metodologias de projeto de controladores lineares para 
sistemas elétricos de potência, o sistema é geralmente modelado por meio de um modelo do 
tipo LTI. Essa modelagem é estruturada a partir de um único ponto de operação de interesse, 
portanto, o controlador projetado através desse modelo considera apenas um ponto de 
operação do sistema. Entretanto, o ponto de operação da unidade eólica varia normalmente ao 
longo do dia de acordo com as variações da velocidade do vento.  O ponto de operação da 
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unidade eólica tem influência na resposta dinâmica do sistema e, portanto, é relevante que as 
incertezas referentes ao ponto de operação da unidade eólica sejam incluídas na modelagem 
do sistema. 
Considerando-se as variações do ponto de operação do sistema na metodologia de 
projeto dos controladores, garante-se robustez de estabilidade para o sistema em malha 
fechada (ou seja, é possível obter controladores capazes de estabilizar o sistema em uma faixa 
de pontos de operação típicos). A robustez de estabilidade do sistema em malha fechada é 
assegurada pela metodologia adotada por meio do uso da modelagem politópica (BOYD et 
al., 1994). Tal modelagem é adequada para o projeto de controladores de amortecimento para 
sistemas elétricos de potência (RAMOS, BRETAS & ALBERTO, 2002).  
O uso dessa modelagem permite a obtenção de um modelo que considera múltiplos 
pontos de operação da unidade eólica. Ela é constituída por um conjunto de L modelos 
lineares referentes ao sistema em malha fechada. Esse conjunto de modelos é descrito por: 
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            (89) 
 
onde 3 3m xmj + +∈A R , para 1 ,j , ,L=   são as matrizes de estado do sistema em malha fechada, 
m x m
j ∈A R ,  
1m x
j ∈B R  e 
1m x
j ∈C R , para 1 ,j , ,L=   são, respectivamente, as matrizes de 
estado do sistema em malha aberta, as matrizes de entrada e matrizes de saída do sistema em 
L diferentes pontos de operação. As matrizes do controlador ( C CA , B  e CC ) são as variáveis 
matriciais a serem obtidas pelo procedimento de projeto. O projeto de controladores, 
considerando a modelagem politópica na fase de projeto, pode ser colocado na forma de LMIs 
(BOYD et al., 1994). Para uma melhor compreensão da modelagem politópica alguns 
conceitos e definições serão apresentados. Considere o modelo dado por: 
 
  
         00 .(t) (t), ( )∈ =x x x x                              (90) 
 
onde   é um conjunto, no espaço das matrizes, formado pela combinação convexa das 
matrizes jA , e 0x( )  é a condição inicial do sistema. O conjunto   pode ser descrito pela 
função convexa dada por 
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 A A A                (91) 
 
Pode-se observar, analisando (91), que o conjunto   é um politopo cujos vértices são 
definidos pelas matrizes jA . A modelagem apresentada em (90) é denominada inclusão 
diferencial linear politópica (IDLP) (BOYD et al., 1994). O modelo (90) é quadraticamente 
estável se, e somente se, existir TP = P > 0  tal que as equações: 
 
  
      
1 .Tj j j , ,L=A P+PA <0,                                  (92) 
 
sejam satisfeitas simultaneamente. O uso da modelagem politópica, associada à teoria de 
estabilidade quadrática, garante a estabilização do sistema para os pontos de operação 
utilizados na construção do sistema politópico e também para todos os pontos de operação 
que podem ser gerados a partir da combinação convexa dos vértices do politopo (BOYD et 
al., 1994). 
Em um sistema sujeito às oscilações eletromecânicas de baixa frequência, somente a 
garantia da estabilidade não é suficiente, pois os modos oscilatórios eletromecânicos podem 
ser estáveis, mas não apresentarem amortecimento satisfatório para as oscilações. Um bom 
desempenho para o sistema em malha fechada pode ser obtido por meio da especificação de 
um índice de desempenho mínimo na etapa de projeto. Essa metodologia de projeto adota o 
fator de amortecimento mínimo para os modos de resposta do sistema, uma vez que tal índice 
de desempenho é comumente aceito em sistemas elétricos de potência como margem de 
estabilidade a pequenas perturbações (GOMES et al., 2003).  
O tradicional posicionamento regional de polos (PRP) (GAHINET, 1995) (CHIALI 
et al., 1999), na forma de LMIs, é usado para especificar o fator de amortecimento mínimo na 
fase de projeto do controlador. O posicionamento regional de polos impõe uma determinada 
região D do plano complexo onde os polos do sistema deverão ser posicionados como 
resultado do projeto do controlador. A região D, adotada na metodologia de projeto, é 
apresentada na Figura 25. 
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Figura 25-  Região para o posicionamento de polos. 
  
A região D adotada é definida por 0ςς > , sendo 0ς  o fator de amortecimento 
mínimo descrito pela reta delimitada pelo ângulo ϕ . Todos os polos do sistema em malha 
fechada (ou, equivalentemente, todos os autovalores de jA ) serão posicionados na região D 
apresentada anteriormente, se, e somente se, existir uma matriz TP = P > 0 , tal que 
(OLIVEIRA, 2010): 
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 (93) 
                                                    
A modelagem politópica e o posicionamento regional de polos são utilizados 
simultaneamente para estruturar a formulação do problema de controle referente à 
metodologia de projeto do controlador. As desigualdades matriciais referentes a tal 
formulação são dadas por: 
 
                      
,
T >P(X, Y,Z) = P(X,Y,Z) 0              (94) 
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            (95) 
 
para 1j , , L=  . Essa formulação LMI permite que o controlador obtido garanta um fator de 
amortecimento mínimo para os modos de resposta do sistema em malha fechada em todos os 
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pontos de operação contidos no politopo. O posicionamento regional de polos na forma de 
desigualdades matriciais lineares, associado à modelagem politópica, foi utilizado com 
sucesso em metodologias de projeto de controladores de amortecimento (Oliveira et al., 
2010). 
Apesar da metodologia de projeto ser baseada em uma abordagem no domínio do 
tempo, uma restrição no domínio da frequência será utilizada na formulação do problema de 
controle. A compensação de fase necessária para proporcionar amortecimento adicional ao 
sistema é usada para definir restrições na formulação do problema proposto. Essa restrição é 
adotada para melhorar as características de convergência do algoritmo a ser usado para 
determinar a solução para as desigualdades matriciais.  
Aspectos relacionados aos parâmetros do controlador serão apresentados para uma 
melhor compreensão das considerações feitas na metodologia de projeto proposta. O 
parâmetro α  do controlador está associado ao filtro washout e é definido de acordo com os 
valores típicos utilizados para a constante de tempo desse filtro. Valores típicos para a 
constante de tempo do filtro washout estão na faixa de 1 a 20 s (KUNDUR, 1994). A máxima 
compensação de fase proporcionada pelo controlador de amortecimento é determinada pelo 
parâmetro β  apresentado anteriormente.  Os parâmetros α  e β  são mantidos constantes no 
problema de controle. Essa consideração reduz o número de variáveis escalares de decisão e 
elimina termos não lineares do problema de controle e, consequentemente, afeta a 
característica de convergência do algoritmo utilizado para obter a solução do problema de 
controle.   
O parâmetro β  é calculado em (69) baseado no ângulo do resíduo da função de 
transferência de forma que a máxima compensação de fase proporcione amortecimento 
adicional para os modos de oscilação de interesse. A frequência angular na qual a máxima 
compensação de fase ocorre depende do parâmetro γ  e é dada por (OGATA, 2003) 
 
                   
.ω
γ
β=   (96) 
  
O parâmetro γ  (77) é uma variável do problema de controle e determina a 
frequência na qual o controlador fornece a máxima compensação de fase (ϕ ) especificada por 
.β  Dessa forma, a imposição de limites para γ  resulta na imposição de limites para a 
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compensação de fase que o controlador fornecerá. Os limites γ  são levados em consideração, 
no problema de controle, por meio das restrições (97). 
                                          
                   
min max .γγ γ< <  
 (97) 
 
O valor superior e inferior para γ  é calculado considerando variações de ±20% sobre o valor 
de γ  na frequência do modo de interesse, conforme descrito (98). 
 
                
min 0,8 ,γ ω β=      max 1,2 .γ ω β=
 
 
            (98) 
 
Em (98), ω  é a frequência do modo de oscilação de interesse. Esse valor de frequência pode 
ser obtido por meio de uma análise modal (autovalores, por exemplo). A compensação de fase 
máxima (ϕ ), na frequência de interesse, usada para calcular o parâmetro β  e estabelecer os 
limites para as restrições (98) pode ser definida por meio de uma análise no ângulo de fase do 
resíduo da função de transferência correspondente ao modo de oscilação de interesse, 
conforme apresentado na primeira metodologia de projeto. 
O ganho estático K tem uma forte influência na atuação do controlador. Esse 
parâmetro é também restringido em um faixa de valores predefinida. Tal faixa de valores é 
definida baseando-se também em uma análise dos resíduos, conforme apresentado na primeira 
metodologia de projeto. A restrição correspondente à faixa de ganho estático dos 
controladores é incluída no problema de controle por meio da desigualdade 
 
                    
min max.KK K< <  
 (99) 
 
A análise dos resíduos foi apresentada apenas como exemplo de ferramentas de controle que 
podem ser usadas para determinar a compensação de fase máxima e a faixa de ganho estático 
a serem usados como restrições no problema de controle. Dessa forma, outras ferramentas 
podem ser utilizadas para definir a compensação de fase e o valor de ganho necessários para 
deslocar o modo de interesse no sentido do semi-plano esquerdo do plano complexo. 
Como mencionado anteriormente, as desigualdades matriciais que descrevem o 
problema de controle são BMIs. A solução de problemas de controles na forma de BMIs 
79 
 
geralmente não pode ser obtida por meio de métodos convencionais utilizados diretamente 
para resolver problemas na forma de LMIs.  O uso de algoritmos iterativos é uma alternativa 
para a resolução de problemas de controle na forma de BMIs.  Por meio desses algoritmos é 
possível transformar a busca por uma solução da BMI em uma busca iterativa de soluções 
para LMIs (GHAOUI & BALAKRISHNAN, 1996). O método de iteração V-K (GHAOUI & 
BALAKRISHNAN, 1996) é o algoritmo iterativo adotado nessa metodologia para resolver as 
BMIs do problema de controle.  A restrição no domínio da frequência e a restrição na faixa de 
valores do ganho estático contribuem para uma boa convergência do algoritmo de resolução. 
O algoritmo V-K consiste basicamente em minimizar δ  sobre ,C CA C (γ , pssK ) e P , sujeito a  
                   
,
T
= >P P 0
 (100) 
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min max ,γγ γ< <  (102) 
                                                         min max .KK K< <                                   (103) 
                                                                                  
para  1, , .j L=   Os modos de resposta do sistema em malha fechada, em todos os pontos de 
operação considerados, apresentam um fator de amortecimento mínimo maior que o valor 
especificado  (ζ > ζ0)  se, e somente se, o mínimo valor de δ  é menor ou igual a zero ( 0δ ≤ ). 
As desigualdades (100)-(103) são iterativamente resolvidas como LMIs em  ( )P X,Y,Z  e δ  
para  ,C CA B e CC  fixas. Na iteração subsequente, o problema é resolvido em ,C CA C (γ , )K  
e δ para ( )P X, Y,Z  e CB  fixas.  O algoritmo referente ao método V-K adotado para a 
resolução das BMIs do problema de controle é dado por: 
 
Passo 1: Escolha qualquer matriz positiva definida P  (ou equivalentemente , ,X Y Z) para 
inicializar o algoritmo (qualquer matriz randômica positiva definida pode ser usada). 
 
Passo 2: Resolva (100)-(103) em ( )γCA  em ( )KCC , minimizando δ  para , ,X Y Z 
( ( , , ))P X Y Z   e ( )βCB  fixas. 
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Passo 3: Teste de convergência 1: Se 0δ ≤ , o algoritmo convergiu e os controladores robustos 
são obtidos a partir das variáveis do problema de controle ( ( )γCA e ( )KCC ) e dos parâmetros 
fixos ( β  e α ). Caso contrário, siga para o passo 4.  
 
Passo 4: Resolva (100)-(103) em ( , , )P X Y Z , minimizando δ  para  ( ),γCA  ( )KCC  e CB  
fixas. 
 
Passo 5: Teste de convergência 2: Se 0δ ≤ , o algoritmo convergiu e os controladores robustos 
são obtidos a partir das variáveis do problema de controle ( ( )γCA
 
e ( )KCC ) e dos 
parâmetros fixos ( β  e α ). Caso contrário, vá para o passo 2. 
 O fluxograma referente ao algoritmo adotado para a resolução das desigualdades 
matriciais do problema de controle é apresentado na Figura 26.  A solução do problema de 
controle formalmente garante que os controladores resultantes serão robustos em relação aos 
pontos de operação considerados no projeto e que também garantirão um índice de 
desempenho mínimo para todos os modos de resposta do sistema. 
 
Figura 26 - Fluxograma do algoritmo adotado para resolver as desigualdades matriciais da formulação de 
controle. 
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6 RESULTADOS  
 
 
6.1 Considerações Iniciais 
 
 
 Neste capítulo são apresentadas análises lineares para identificação dos modos de 
resposta do sistema, assim como para determinar os índices de controlabilidade dos modos de 
respostas de interesse através das entradas e saídas de controle adotadas para a malha de 
controle suplementar. As análises lineares são realizadas por meio de autovalores, fatores de 
participação e resíduos da função de transferência. Após as análises dos modos de resposta do 
sistema, são realizados os projetos dos controladores de amortecimento para a malha de 
controle proposta. Os controladores são projetados usando duas metodologias de projeto 
distintas, conforme descrito no Capítulo 5, entretanto, a comparação do desempenho dos 
diferentes controladores gerados não é o foco do trabalho. As duas metodologias de projeto 
são utilizadas com o objetivo de mostrar que o controlador para a malha de controle 
suplementar pode ser gerado por meio de diferentes metodologias. Nos testes realizados, a 
malha de controle suplementar é adicionada em duas diferentes entradas de controle da 
unidade eólica (entradas u1 e u2) com o objetivo de avaliar a capacidade de cada entrada de 
controle em melhorar a margem de estabilidade a pequenas perturbações do sistema.  
No projeto do controlador utiliza-se o modelo da unidade eólica apresentado no 
Capítulo 3. O modelo em questão é adequado para o estudo de estabilidade a pequenas 
perturbações (MEI et al., 2005) pelo fato de considerar as dinâmicas torcionais da unidade 
eólica. O sistema adotado nos testes consiste em uma única unidade eólica conectada a um 
sistema de subtransmissão que é modelado como um barramento infinito, conforme 
apresentado na Figura 27. Os dados referentes a esse sistema teste são apresentados no 
Apêndice A. 
 
 
Figura 27 - Sistema teste 1 adotado nos estudos. 
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6.2 Análise dos Modos de Resposta do Sistema  
  
 
As análises lineares foram realizadas por meio do modelo obtido a partir da 
linearização do modelo não linear apresentado no Capítulo 3. A partir dos autovalores do 
modelo linear, são obtidos o fator de amortecimento e frequência de oscilação de cada modo 
de resposta do sistema. As análises realizadas consideram a unidade eólica operando em uma 
velocidade de vento de 11,5 m/s. A curva que determina a relação entre a potência mecânica 
extraída do vento pela turbina e a velocidade do rotor do gerador, para diferentes valores de 
velocidade de vento, é apresentada na Figura 28. A velocidade da unidade eólica é controlada 
baseando-se na curva apresentada na Figura 28, permitindo assim que a turbina extraia a 
máxima potência do vento, conforme mencionado no Capítulo 2. Para a velocidade de vento 
adotada, a potência ativa gerada pela unidade eólica é igual a 0.73 p.u.. Considerou-se a 
unidade eólica operando no modo de controle de reativo com potência reativa gerada igual a 0 
p.u.. Essa condição de operação descrita será chamada caso base ao longo desse capítulo. 
 
 
Figura 28 - Característica da turbine eólica para extração da máxima potência do vento. 
 
A Figura 29 apresenta os autovalores referentes aos modos de resposta do sistema 
operando nas condições mencionadas acima. O modo oscilatório eletromecânico do sistema 
tem a frequência de 2,18 Hz e o modo elétrico tem a frequência de 46,28 Hz. O modo 
eletromecânico de resposta do sistema apresenta fator de amortecimento abaixo do valor 
aceito como satisfatório para o sistema de potência (5%). O controle suplementar proposto 
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será responsável por melhorar o amortecimento dos modos oscilatórios do sistema, 
melhorando a margem de estabilidade a pequenas perturbações. 
 
  
Figura 29 - Polos do sistema teste 1 em malha aberta. 
 
 Para permitir uma melhor análise da dinâmica do sistema, a Tabela 1 apresenta os 
autovalores, os fatores de amortecimento e as frequências de oscilação referentes aos modos 
de resposta do sistema na condição de operação descrita anteriormente. Pode-se observar pela 
análise dos autovalores que o sistema é estável, no entanto, os modos de resposta não são bem 
amortecidos.  
 
Tabela 1- Autovalores, fatores de amortecimento e frequências de oscilação referentes aos modos de 
resposta do sistema em malha aberta. 
Autovalores 
Fator de 
Amortecimento 
Frequência de 
Oscilação 
     -495573.77 
-408.43   
-16,58±j295, 82 
-0,57±j13, 74 
-2,07 ±j1, 27 
-1,72 
 -0,13 
- 0,38 
100% 
100%  
5,6% 
4,1% 
85% 
100% 
100% 
100% 
- 
- 
46,28Hz 
2,18Hz 
0,20Hz 
- 
- 
- 

 
  Simulações no domínio do tempo, considerando o modelo não linear do sistema, 
foram realizadas para validar as análises lineares e permitir uma maior compreensão do 
-30 -25 -20 -15 -10 -5 0
0
50
100
150
200
250
Real 1/s
Im
a
gi
n
ár
io
 
ra
d/
ss
Modo
elétrico
10%
5%
Modo
eletromecânico
84 
 
comportamento transitório da unidade eólica. Nessas simulações considerou-se um degrau no 
torque mecânico fornecido pela turbina eólica. Esse degrau é uma representação simplificada 
de uma rajada de vento. Em todas as simulações considera-se uma variação de +10%, com 
duração de 0,5 segundo, no torque mecânico no tempo t = 2 segundos. Ou seja, considera-se 
que a perturbação inicia no tempo t = 2 segundos e finaliza no tempo t=2,5 segundos. A 
variação no torque mecânico corresponde a uma variação de aproximadamente 3,3% na 
velocidade do vento que incide na turbina. A Figura 30 e a Figura 31 apresentam, 
respectivamente, a velocidade do rotor e o torque eletromagnético do Gida sem a malha de 
controle suplementar proposta, considerando as condições de operação do caso base. 
 
 
Figura 30 – Resposta não linear da velocidade do rotor do Gida operando sem a malha de controle 
suplementar. 
 
De acordo com a Figura 30 e a Figura 31 é possível observar um modo de resposta 
oscilatório de baixa frequência. Nas simulações apresentadas esse modo de resposta foi 
estimulado por uma rajada de vento, entretanto, essas oscilações podem ser excitadas por um 
grande número de fenômenos que o sistema elétrico de potência está sujeito, tais como: curtos 
circuitos, perdas de linha de transmissão, variações normais de carga, etc.. Neste contexto, 
para garantir qualidade da energia gerada e evitar interações dessa dinâmica com dinâmicas 
de outros equipamentos do sistema é necessário tomar uma ação para minimizar os efeitos 
causados pelo modo oscilatório de baixa frequência.  
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Figura 31  – Resposta não linear do torque eletromagnético do Gida operando sem a malha de controle 
suplementar. 
 
Na sequência da discussão dos resultados são apresentadas análises lineares para 
determinar às quais variáveis de estado da unidade eólica estão associados os modos de 
resposta oscilatórios e também para determinar as possíveis entradas de controle para a 
inclusão da malha de controle suplementar proposta. A alternativa proposta para fornecer 
amortecimento aos modos oscilatórios inerentes à dinâmica da unidade eólica baseada em 
Gida também será discutida.  
 
 
 6.3 Identificação dos Modos Oscilatórios do Sistema 
 
 
 A utilização dos autovalores na análise de sistemas lineares dá informações sobre as 
características de cada modo de resposta do sistema. Entretanto, não descreve a influência 
individual das variáveis de estado do modelo nos modos de resposta do sistema. Dessa forma, 
uma nova análise modal é realizada nessa seção para identificar a natureza dos modos 
oscilatórios. Essa análise definirá em quais variáveis de estado se manifestam os modos de 
resposta do sistema, ou seja, determinará a participação relativa das variáveis de estado em 
um dado modo de resposta de interesse. A análise é realizada usando o fator de participação e 
permite identificar modos eletromecânicos, modos elétricos, modos de controle e outros 
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modos de resposta do sistema.  A Tabela 2 apresenta a atuação relativa das variáveis de estado 
em cada modo de resposta do sistema, por meio dos fatores de participação. 
 
Tabela 2 - Fator de participação referente aos modos de resposta do sistema. 
Autovalores -495573,78 -408,43 -16,58 
±j290, 82 
-0,57 
±j13, 74  
- 207 
±j1, 27 
   -1,09 
 
-0,13 
 
-0,38 
 
Variáveis Módulo do Fator de Participação 
          iq 
id 
e’d 
e’q 
t 
r 
θ 
X1 
X2 
X3 
X4 
  1,0228 
  0,0000 
  0,0000 
  0,0228 
  0,0000 
  0,0000 
  0,0000 
  0,0000 
  0,0000 
  0,0000 
  0,0000 
  0,0057 
  0,1085 
  1,0572 
  0,0945 
  0,0010 
  0,0056 
  0,0006 
  0,0021 
  0,0024 
  0,0001 
  0,0873 
    0,0125 
  0,5016 
  0,1697 
  0,5612 
  0,0001 
  0,0003 
  0,0000 
  0,0001 
  0,0001 
  0,0000  
  0,0010 
 
  0,0019 
  0,0002 
  0,0274 
  0,0009 
  0,0482 
  0,4681 
  0,4267 
  0,0356 
  0,0421 
  0,0050 
  0,0232 
  0,0001 
  0,0000 
  0,0901 
  0,0006 
  0,0370 
  0,0025 
  0,0548 
  0,0244 
  0,0274 
  0,0016 
  1,1288 
  0,0001 
  0,0001 
  0,0029 
  0,0001 
  0,5834 
  0,0448 
  0,1030 
  0,3618 
  0,0637 
  0,2902 
  0,0407 
0,0000                           
0,0000 
0,0000 
0,0000   
0,1271 
0,0126 
0,0032 
0,3781 
0,0125 
0,4710 
0,0044 
 0,0000
  0,0000 
  0,0001 
  0,0000 
  0,0012 
  0,0016 
  0,0167 
  0,0065 
  0,8899 
  0,0868 
  0,0006 
 
Na Tabela 2, X1, X2, X3, X4 são as variáveis de estado do controlador do conversor 
do lado do rotor do Gida. O fator de participação mostra a participação relativa de cada 
variável de estado em cada modo e vice-versa. Desta forma é possível quantificar a influência 
de cada modo de resposta do sistema nas variáveis de estado do sistema. Analisando a Tabela 
2 pode-se observar que a modo oscilatório com frequência de 13,74 rad/s exerce influência 
sobre as variáveis mecânicas e elétricas. Dessa forma, o modo de resposta em questão é um 
modo eletromecânico. O modo oscilatório com frequência de 290,82 rad/s exerce influência 
predominante sobre as variáveis elétricas do sistema, caracterizando o modo como um modo 
elétrico. O autovalor real igual a -494473,78 representa a dinâmica de um modo de resposta 
elétrico associado às grandezas elétricas do estator do gerador de indução.  
Por meio dessa análise é possível também escolher quais variáveis de estado são 
mais adequadas para serem adotadas como sinal de saída do sistema e entrada para o 
controlador, de acordo com o modo de resposta de interesse. Considerando que a malha de 
controle atuará, principalmente, no modo eletromecânico, a velocidade do rotor do gerador é a 
variável mais adequada para ser usada como saída do sistema e entrada do controlador 
proposto, pois o modo eletromecânico exerce maior influência sobre essa variável. Além 
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disso, diferente de outras variáveis do modelo, a velocidade do rotor do gerador é uma 
variável de estado que pode ser facilmente medida.  Baseando-se nessa análise, a velocidade 
do rotor do gerador será adotada como sinal de saída do sistema e entrada do controlador 
suplementar proposto. 
 
 
6.4 Análises das Entradas de Controle para a Malha de Controle Suplementar 
   
 
Para a inclusão da malha de controle suplementar são adotadas duas possíveis 
entradas de controle da unidade eólica.  As duas entradas de controle foram escolhidas 
considerando apenas entradas de controle disponíveis nas unidades eólicas comerciais, de 
forma a facilitar a possível implantação da malha de controle suplementar proposta. As 
referências do controle de potência ativa e controle de potência reativa das malhas de controle 
do conversor do lado do rotor foram escolhidas como possíveis entradas para a malha de 
controle suplementar. As malhas de controle do conversor do lado do rotor foram escolhidas 
para a inclusão do controle suplementar pelo fato de exercer uma influência significativa no 
modo eletromecânico da unidade, uma vez que a malha de controle de potência atua 
diretamente na velocidade do rotor do gerador. A velocidade do rotor do Gida foi escolhida 
como a saída do sistema, pois esta variável pode ser facilmente medida e tem grande 
influência na dinâmica eletromecânica da unidade eólica, conforme observado na análise 
baseada nos fatores de participação apresentada na seção anterior.  Um diagrama ilustrativo 
considerando as entradas de controle e a saída do sistema adotadas para a inclusão da malha 
de controle suplementar é apresentado na Figura 32. 
 
 
Figura 32 – Entradas e saída de controle para a malha de controle suplementar proposta. 
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Nessa seção são apresentadas análises para comparar os índices de controlabilidade do modo 
eletromecânico, considerando os dois conjuntos de entrada-saída adotados (conjuntos u1-y e 
u2-y, apresentados na Figura 32). O objetivo dessa análise é verificar qual das entradas de 
controle (u1 ou u2) proporciona melhor controlabilidade sobre o modo eletromecânico. Os 
resíduos da função de transferência são usados para realizar a análise em questão. Os módulos 
dos resíduos da função de transferência referentes aos dois conjuntos de entrada-saída são 
apresentados na Tabela 3. 
 
Tabela 3 – Módulo do resíduo da função de transferência para o modo eletromecânico. 
Modos 
oscilatórios 
Resíduo de
1 1( ) / ( )G y s u s=  
Resíduo de 
2 2( ) / ( )G y s u s=  
Eletromecânico 6,17  3,22 
Elétrico 12,35 0,27 
 
 Analisando os resíduos apresentados é possível observar que a entrada de controle 
suplementar u1 apresenta uma maior controlabilidade sobre o modo eletromecânico e elétrico 
quando comparada com a entrada u2. Ou seja, a malha de controle da potência reativa é a 
malha mais adequada para a inclusão da malha de controle suplementar que objetiva controlar 
o modo eletromecânico. 
 
 
6.5 Projeto de Controladores para a Malha de Controle Suplementar  
 
 
A metodologia de projeto baseada na compensação de fase por meio do ângulo de 
compensação do resíduo da função de transferência foi utilizada, inicialmente, para gerar um 
controlador para a malha de controle suplementar. Inicialmente, a metodologia foi aplicada  
para gerar um controlador para amortecer principalmente o modo eletromecânico do sistema. 
Nesse primeiro teste, o controlador foi incluído na entrada de controle que apresenta menor 
índice de controlabilidade sobre o modo eletromecânico (entrada de controle u2).  Um fator 
de amortecimento de 10% para o modo eletromecânico foi especificado na fase de projeto. O 
projeto resultou em um ângulo de compensação de 90° para a rede de dois avanço-atraso e um 
ganho estático K= 0,4. A constante de tempo adotada para o filtro washout foi 10 s, devido à 
lenta resposta da dinâmica eletromecânica (KUNDUR, 1994). O controlador projetado por 
meio dessa metodologia será chamado nesse trabalho de controlador clássico. Os autovalores 
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referentes aos modos elétricos e eletromecânicos do sistema, com o controlador suplementar 
projetado, são apresentados na Figura 33 e na Tabela 4. 
 
 
      Figura 33- Polos do sistema com o controlador clássico incluído na entrada de controle u2. 
 
Tabela 4 - Autovalores, fatores de amortecimento e frequências de oscilação referentes aos modos elétrico 
e eletromecânico do sistema com o controlador clássico incluído na entrada u2. 
Autovalores 
Fator de 
Amortecimento 
Frequência  
de Oscilação 
-17,72±j 290,50 
-1,76 ±j13,70 
6,2% 
12,74% 
46,15 Hz 
2,18 Hz 
 
Analisando o modo de resposta eletromecânico apresentado na Figura 33 e na Tabela 
4 é possível ver que a malha de controle suplementar incluída no sistema foi capaz de 
melhorar significativamente a margem de estabilidade do sistema, o que resultou em um fator 
de amortecimento de 12,74% para o modo eletromecânico. A resposta não linear referente à  
velocidade do rotor e ao torque eletromagnético do Gida), considerando as condições de 
operação do caso base e o controlador clássico incluído no entrada de controle u2, é 
apresentada na Figura 34 e na Figura 35, respectivamente. 
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Figura 34 - Resposta não linear da velocidade do rotor do Gida operando com o controlador suplementar 
incluído na entrada de controle u2. 
 
 
Figura 35 - Resposta não linear do torque eletromagnético do Gida operando com o controlador 
suplementar incluído na entrada de controle u2. 
 
As simulações não lineares apresentadas confirmaram os resultados obtidos nas 
análises lineares. É possível observar nas respostas não lineares apresentadas que o uso da 
malha de controle suplementar proposta foi capaz de melhorar de forma significativa o 
amortecimento do modo eletromecânico inerente à unidade eólica.  
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Um segundo projeto de controlador usando a metodologia baseada na compensação 
de fase foi realizado considerando a entrada de controle com o maior índice de 
controlabilidade sobre o modo eletromecânico (entrada de controle u1 da malha de controle de 
potência ativa). Esse teste foi realizado para avaliar a capacidade do controle suplementar em 
controlar o modo eletromecânico por meio da entrada de controle u1. 
 
 
Figura 36 - Polos do sistema com o controlador clássico incluído na entrada de controle u1. 
 
Tabela 5- Autovalores, fatores de amortecimento e frequências de oscilação referentes aos modos elétrico e 
eletromecânico do sistema com o controlador clássico incluído na entrada u1. 
Autovalores 
Fator de 
Amortecimento 
Frequência  
de Oscilação 
-16,36±j 291,39 
-2,33 ±j14, 48 
5,6% 
15,88% 
46,37 Hz 
2,30 Hz 
 
A malha de controle suplementar mostrou-se eficiente no controle do modo de 
resposta eletromecânico, considerando tanto a entrada de controle u1 quanto a entrada de 
controle u2. Dessa forma, casa haja problemas práticos de implantação da malha de controle 
suplementar na entrada que apresenta maior controlabilidade, o controlador suplementar pode 
ser adicionado na entrada com menor controlabilidade, garantindo ainda um amortecimento 
satisfatório para o modo de resposta eletromecânico. 
Um novo projeto usando a metodologia baseada na compensação de fase foi 
realizado considerando também a entrada de controle u1. Esse teste tem o objetivo de avaliar a 
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capacidade da malha suplementar em melhorar a resposta do modo oscilatório elétrico. Em 
fase de projeto é determinado o fator de amortecimento de 10% para o modo elétrico.  Os 
autovalores referentes ao modo elétrico e ao eletromecânico do sistema, com o controlador 
projetado para melhorar a resposta do modo elétrico, são apresentados na Figura 37 e na 
Tabela 6. 
 
                       
                            Figura 37 - Polos do sistema em malha fechada, considerando o controlador clássico 
incluído na entrada de controle u1 para amortecer o modo de resposta elétrico. 
 
Tabela 6 - Autovalores, fatores de amortecimento e frequências de oscilação referentes aos modos elétrico 
e eletromecânico do sistema com o controlador clássico incluído na entrada de controle u1 para amortecer 
o modo de resposta elétrico. 
Autovalores 
Fator de   
Amortecimento 
Frequência de  
Oscilação 
-38,95± j281,70 
-5,51 ± j112,50 
13% 
4,9% 
44,70Hz 
17,90 Hz 
 
Analisando os resultados obtidos com o controlador resultante, é possível observar 
que o fator de amortecimento do modo elétrico melhorou significativamente com a inclusão 
da malha de controle suplementar. Dessa forma, a malha de controle proposta, considerando a 
entrada de controle adotada, é também capaz de melhorar a dinâmica elétrica do gerador.  A 
Figura 38 apresenta o resultado da simulação não linear referente ao torque elétrico do Gida 
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considerando o sistema em malha aberta e malha fechada, permitindo assim comparar o 
desempenho do sistema nas duas situações.    
 
 
Figura 38 - Resposta não linear do torque eletromagnético do Gida operando com  e sem o controlador 
suplementar incluído na entrada de controle u1 para amortecer o modo de resposta elétrico. 
 
 Conforme esperado, os resultados demonstram que, a malha de controle suplementar 
incluída na entrada de controle que possui a maior índice de controlabilidade (entrada de 
controle u1), o controlador suplementar foi capaz melhorar a margem de estabilidade a 
pequenas perturbações do sistema.       
 
 
6.5.1 Projeto do Controlador Robusto para a Malha de Controle Suplementar  
 
 
 Conforme descrito no capítulo cinco, que se refere às metodologias de projeto para a 
síntese do controlador da malha de controle suplementar proposta, a metodologia baseada no 
controle clássico considera na etapa de projeto apenas um ponto de operação do sistema. Ou 
seja, o controlador gerado por essa metodologia não garante formalmente a estabilidade do 
sistema frente à variação do ponto de operação. Entretanto, o sistema elétrico está sujeito a 
constantes mudanças no seu ponto de operação , neste contexto, uma segunda metodologia de 
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projeto foi adotada com a intenção de garantir para múltiplos pontos de operação do sistema a 
margem de estabilidade especificada na etapa de projeto.   
Esse teste foi realizado considerando também a malha de controle proposta 
adicionada à entrada de controle 1u . Cinco diferentes condições de operação foram levadas 
em conta na fase de projeto e um fator de amortecimento mínimo de 10% para todos os 
modos de resposta do sistema foi especificado no projeto. Os diferentes pontos de operação 
foram obtidos considerando diferentes velocidades de vento (8, 9, 10, 11 e 12 m/s). Em 
(MISHRA et al., 2011) as simulações mostram  que os modos de resposta do sistema podem 
se tornar instáveis frente às variações da velocidade do vento. Desse modo, é importante que 
se utilize uma estratégia de controle que assegure a robustez de estabilidade da unidade eólica 
frente às variações do ponto de operação. O parâmetro ϕ , que corresponde à compensação de 
fase requerida para amortecer o modo de resposta de interesse, foi calculado baseando-se no 
resíduo da função de transferência com +82,42º (o valor positivo indica avanço de fase). O 
valor do parâmetro β  do controlador, calculado a partir de (69), é igual a 4,81. Os limites 
para γ  foram calculados a partir de (98) como 22,78 <γ < 34, 57. O controlador foi gerado 
pelo algoritmo em 4 iterações. A solução para a formulação de controle proposta foi obtida 
utilizando-se o solver ‘mincx’, disponível no LMI Toolbox do MATLAB®, e todo o processo 
iterativo levou cerca de 1 minuto e 53 segundos em um computador equipado com um 
processador i7 3.0 GHz e 8 GB de memória RAM. 
Os polos correspondentes aos modos de resposta do sistema, com o controlador 
robusto resultante adicionado à entrada de controle 1u , são mostrados na Figura 39.  O 
controlador projetado por meio desta metodologia foi eficaz no amortecimento dos modos 
oscilatórios do sistema, garantindo a margem de estabilidade especificada no projeto.  
 Analisando a Figura 33 e Figura 39 é possível concluir que ambas as metodologias 
de projeto foram capazes de gerar controladores efetivos na melhoria da margem de 
estabilidade a pequenas perturbações do sistema. Entretanto, a metodologia baseada no 
controle moderno garante formalmente a robustez do controlador frente às variações no ponto 
de operação do sistema. 
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Figura 39 – Polos do sistema em malha fechada considerando o controlador robusto incluída na entrada 
de controle u1. 
   
 
Análises não lineares, considerando a unidade eólica operando com diferentes 
velocidades de vento, foram realizadas a fim de validar a robustez do controlador resultante e 
os resultados obtidos nas análises lineares. A Figura 40 e a Figura 41 apresentam, 
respectivamente, a resposta não linear correspondente à velocidade do rotor do Gida operando 
com velocidades de vento de 8 e 12 m/s, considerando o controlador robusto adicionado à 
entrada de controle 1u .  A resposta não linear correspondente ao torque eletromagnético do 
Gida operando com velocidades de vento de 8 e 12 m/s, considerando o controlador robusto 
adicionado à entrada de controle 1u , é apresentada respectivamente nas Figura 42 e Figura 43. 
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Figura 40 - Resposta não linear da velocidade do rotor do Gida operando com vento de 8 m/s e 
considerando o controlador robusto incluído na entrada de controle u1. 
 
 
 
 
Figura 41 - Resposta não linear da velocidade do rotor do Gida operando com vento de 12 m/s e 
considerando o controlador robusto incluído na entrada de controle u1. 
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Figura 42 - Resposta não linear do torque eletromagnético do Gida operando com vento de 8 m/s e 
considerando o controlador robusto incluído na entrada de controle u1. 
 
 
Figura 43 - Resposta não linear do torque eletromagnético do Gida operando com vento de 12 m/s e 
considerando o controlador robusto incluído na entrada de controle u1. 
 
 As análises não lineares validaram os resultados obtidos nas análises lineares, ou 
seja, evidenciaram a capacidade da malha de controle suplementar em melhorar a margem de 
estabilidade a pequenas perturbações e também confirmaram a robustez do controlador frente 
às variações no ponto de operação. A necessidade de garantir a estabilidade para diferentes 
velocidades dos ventos também foi discutida em (MISHRA et al., 2011).  
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6.5.2 Projeto do Controlador para um Sistema com Unidade Eólica e Gerador Síncrono 
Convencional  
 
 
A capacidade da malha de controle proposta em melhorar a margem de estabilidade 
de um sistema de potência com geradores síncrono e de indução operando simultaneamente 
também foi avaliada. Este estudo foi realizado usando um sistema de potência com uma 
unidade eólica e um gerador síncrono convencional conectado a um barramento infinito, 
como mostrado na Figura 44. 
 
 
Figura 44 - Sistema considerando geradore síncrono e de indução operando simultaneamente.  
 
 O modelo do gerador síncrono utilizado nesta análise é descrito com maiores 
detalhes no Apêndice B, e consiste basicamente em um modelo de um eixo (Machowski et al., 
2008) equipado com um regulador automático de tensão (AVR, do inglês, automatic voltage 
regulator). Não se considerou a atuação de um PSS (do inglês, Power System Stabilizer) no 
gerador síncrono, pois essa análise tem com objetivo avaliar a capacidade da unidade eólica 
em amortecer oscilações eletromecânicas causadas por geradores síncronos. 
O gerador síncrono apresenta um modo eletromecânico instável com fator de 
amortecimento de -2,3%. Um controlador para a malha de controle proposta foi projetado 
para garantir uma fator de amortecimento maior que 5% para os modos de resposta do 
sistema. Este projeto foi realizado utilizando-se a metodologia baseada na teoria de controle 
moderno e somente a condição do caso base foi levada em conta. Os polos relacionados aos 
modos de resposta do sistema com o controlador adicionado à entrada de controle 1u  da 
unidade eólica também são mostrados na Figura 45. De acordo com a análise linear, é 
possível ver que a malha de controle adicionada à unidade eólica foi capaz de amortecer o 
modo eletromecânico associado com o gerador síncrono localizado eletricamente próximo à 
unidade eólica.  
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Figura 45 - Polos do sistema com gerador síncrono e Gida considerando a unidade eólica com e sem a 
malha de controle suplementar adicionada à entrada de controle u1. 
 
A resposta não linear correspondente à velocidade do rotor do gerador síncrono, 
considerando a unidade eólica com e sem a malha de controle proposta, é mostrada na Figura 
46. Analisando esse gráfico pode-se observar que a simulação não linear está coerente com a 
análise linear, e que a malha de controle suplementar adicionada ao Gida foi capaz de 
fornecer amortecimento adicional para as oscilações eletromecânicas do gerador síncrono. 
 
 
Figura 46 - Resposta da velocidade do rotor do gerador síncrono considerando a unidade eólica com e sem 
a malha de controle suplementar adicionada à entrada de controle u1. 
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6.5.3 Projeto do Controlador Considerando as Malhas de Controle do Conversor do 
lado da Rede  
 
 
 Os resultados apresentados anteriormente consideram apenas as malhas de controle 
do conversor do lado do rotor. Essas malhas de controle exercem forte influência sobre as 
oscilações eletromecânicas, pois elas são responsáveis pelo controle da potência ativa gerada 
pelo estator e, consequentemente, pelo controle da velocidade do rotor do Gida. Nessa seção, 
as malhas de controle do conversor do lado da rede são também consideradas na modelagem 
do Gida. O objetivo dessa análise consiste em avaliar o efeito das malhas de controle do 
conversor do lado da rede no desempenho da malha de controle suplementar proposta. Nesse 
teste considerou-se apenas o sistema constituído pela unidade eólica conectada ao barramento 
infinito. A modelagem do conversor do lado da rede é apresentada no Apêndice C. 
A metodologia de projeto baseada na compensação de fase por meio do ângulo de 
compensação do resíduo da função de transferência foi utilizada para gerar um controlador 
para amortecer o modo eletromecânico do sistema. O controlador foi incluído na entrada de 
controle u1. Um fator de amortecimento de 10% para o modo eletromecânico foi especificado 
na fase de projeto. A inclusão das malhas de controle do conversor do lado da rede não afetou 
o projeto do controlador suplementar. A Figura 47 apresenta os polos referentes aos modos 
oscilatórios do sistema com o controlador suplementar projetado.  
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Figura 47 - Polos do sistema com o controlador suplementar adicionado à entrada u1, considerando a 
unidade eólica com as malhas de controle do conversor do lado da rede. 
 
 Comparando as Figuras 33 e 47, é possível observar que a inclusão das malhas de 
controle do conversor do lado da rede não afetou o desempenho do controlador suplementar, 
que foi capaz de proporcionar amortecimento adicional para o modo eletromecânico de 
interesse.  
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7 CONCLUSÕES  
 
 
O aumento da demanda por energia elétrica, a busca por fontes renováveis de 
geração e o desenvolvimento tecnológico têm contribuído para a rápida expansão da geração 
eólica. A geração eólica é uma tendência mundial que pode alterar a estrutura, o planejamento 
e a dinâmica dos sistemas de potência. Dessa forma, é importante que esse tipo de geração 
também assuma responsabilidade pela confiabilidade, desempenho e estabilidade dos sistemas 
de potência. Neste contexto, este trabalho propõe uma malha de controle suplementar para 
unidades de geração eólica baseadas em Gida. Essa malha de controle tem como objetivo 
melhorar a margem de estabilidade a pequenas perturbações do sistema de potência. O 
controlador de amortecimento associado à malha de controle proposta é projetado para 
amortecer oscilações eletromecânicas causadas por unidades eólicas baseadas em Gida e por 
unidades de geração convencionais baseadas em gerador síncrono.   
O escopo desse trabalho se enquadra nos estudos de estabilidade a pequenas 
perturbações em sistemas de potência. Para o desenvolvimento do trabalho foi necessário 
adotar um modelo para a unidade eólica adequado aos estudos de estabilidade a pequenas 
perturbações. As unidades eólicas baseadas em Gida apresentam uma resposta transitória 
caracterizada por oscilações eletromecânicas de baixa frequência. Esse tipo de resposta 
transitória é decorrente das oscilações torcionais no eixo que conecta a turbina eólica ao rotor 
do gerador. Estas oscilações ocorrem devido à flexibilidade do eixo que interliga a turbina ao 
rotor do gerador. A dinâmica torcional da unidade eólica foi considerada na modelagem da 
unidade eólica adotada nos estudos. Diferente de outras propostas similares, este trabalho 
enfoca o modo de resposta oscilatório de unidades eólicas de geração e o modo 
eletromecânico local de geradores síncronos.   
As análises e testes foram realizados usando dois sistemas de teste diferentes: 
sistema composto por uma única unidade eólica conectada a um barramento infinito e sistema 
constituído por uma unidade eólica e uma unidade de geração convencional baseada em 
gerador síncrono conectadas a um barramento infinito. As análises dos sistemas de potência 
adotados nos estudos foram baseadas em técnicas para análise de sistemas lineares 
tipicamente adotadas nos estudos de estabilidade a pequenas perturbações, tais como 
autovalores, autovetores, fator de participação e resíduo da função de transferência. Foram 
realizadas análises lineares para identificação dos modos de resposta do sistema, assim como 
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para determinar os índices de controlabilidade dos modos de respostas de interesse através das 
entradas e saídas de controle adotadas para a malha de controle suplementar. Por meio da 
análise fundamentada no fator de participação foi possível identificar três modos de resposta 
oscilatórios no sistema com apenas uma unidade eólica: um modo eletromecânico, um modo 
elétrico e um modo de controle. Os fatores de participação também foram usados para 
escolher as variáveis de estado mais adequadas para serem adotadas como sinal de saída do 
sistema e entrada para o controlador, de acordo com o modo de resposta de interesse. Com 
base nesta análise concluí-se que a velocidade do rotor do gerador é a variável de estado mais 
adequada para ser usada como saída do sistema e entrada do controlador proposto, pois o 
modo eletromecânico exerce maior influência sobre essa variável.  
A resposta transitória e a margem de estabilidade dos sistemas de potência dependem 
fortemente de estratégias de controle adequadas, assim como do projeto adequado dos 
controladores implementados. Nesse sentido, realizou-se um estudo para determinar as 
entradas de controle do sistema mais adequadas para a inclusão da malha de controle 
suplementar. Para a inclusão da malha de controle suplementar foram adotadas duas possíveis 
entradas de controle da unidade eólica. As duas entradas de controle foram escolhidas 
considerando apenas entradas de controle disponíveis nas unidades eólicas comerciais, de 
forma a facilitar a possível implantação da malha de controle suplementar proposta. As 
referências do controle de potência ativa e controle de potência reativa das malhas de controle 
do conversor do lado do rotor foram escolhidas como possíveis entradas para a malha de 
controle suplementar. As malhas de controle do conversor do lado do rotor foram escolhidas 
para a inclusão do controle suplementar pelo fato de exercerem uma influência significativa 
no modo eletromecânico da unidade, uma vez que a malha de controle de potência atua 
diretamente na velocidade do rotor do gerador. Os resíduos da função de transferência foram 
usados para verificar qual das entradas de controle adotadas proporciona melhor 
controlabilidade sobre os modos oscilatórios de interesse. A análise dos resíduos mostrou que 
a entrada de controle suplementar u1 (referência da malha de controle da potência ativa do 
estator) apresenta uma maior controlabilidade sobre o modo eletromecânico quando 
comparada com a entrada u2 (referência da malha de controle da potência reativa do estator). 
Ou seja, a malha de controle da potência ativa é a malha mais adequada para a inclusão da 
malha de controle suplementar que objetiva controlar o modo eletromecânico. 
Após as análises de controlabilidade dos modos de resposta de interesses, 
controladores para a malha de controle suplementar foram projetados por meio de duas 
diferentes metodologias de projeto. Uma metodologia de projeto é baseada na teoria de 
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controle clássico e a outra metodologia baseia-se na teoria de controle moderno e robusto. 
Múltiplos projetos de controladores foram realizados com o objetivo de avaliar a capacidade 
da malha de controle suplementar em melhorar a margem de estabilidade a pequenas 
perturbações do sistema de potência. O controlador suplementar foi inicialmente projetado 
para amortecer apenas o modo de resposta eletromecânico do sistema com apenas a unidade 
eólica conectada ao barramento infinito. Um segundo projeto de controlador foi realizado para 
amortecer apenas o modo de resposta elétrico da unidade eólica.  Em ambos os projetos o 
controlador foi gerado por meio da metodologia baseada na compensação de fase. Os dois 
controladores gerados por meio da metodologia de projeto baseada na teoria de controle 
clássico foram capazes de melhorar de forma significativa o amortecimento dos modos de 
resposta de interesse (modo eletromecânico e modo elétrico). Ou seja, em ambos os casos a 
malha de controle suplementar proposta foi capaz de melhorar a margem de estabilidade a 
pequenas perturbações do sistema, assegurando um fator de amortecimento superior a 10% 
para o modo de interesse. A eficácia da malha de controle suplementar foi avaliada mor meio 
de análises lineares envolvendo dos autovalores e simulações não lineares no domínio do 
tempo. Ambas as entradas de controle consideradas para a inclusão da malha de controle 
suplementar possibilitaram a melhoria da margem de estabilidade do sistema. 
Nos dois testes iniciais considerou-se apenas um único ponto de operação para o 
sistema na etapa de projeto do controlador. Entretanto, a segunda metodologia de projeto, 
baseada na teoria de controle moderno-robusto, foi também utilizada para gerar um 
controlador para a malha de controle suplementar proposta. Cinco diferentes condições de 
operação foram levadas em conta na fase de projeto e um fator de amortecimento mínimo de 
10% para todos os modos de resposta do sistema foi especificado no projeto. Os diferentes 
pontos de operação foram obtidos considerando diferentes velocidades de vento. As análises 
lineares e não lineares também mostraram que esse controlador resultante foi capaz de 
melhorar a margem de estabilidade a pequenas perturbações do sistema com uma única 
unidade eólica conectada a um barramento infinito. 
A capacidade da malha de controle proposta em melhorar a margem de estabilidade 
de um sistema de potência com geradores síncrono e de indução operando simultaneamente 
também foi avaliada. Este estudo foi realizado usando um sistema de potência com uma 
unidade eólica e um gerador síncrono convencional conectado a um barramento infinito. 
Nesse estudo de caso, a malha de controle suplementar incluída na unidade eólica foi capaz de 
amortecer o modo eletromecânico instável do gerador síncrono localizado eletricamente 
próximo da unidade eólica. 
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O efeito das malhas de controle do conversor do lado da rede no desempenho da 
malha de controle suplementar proposta foi avaliado. Nesse teste considerou-se apenas o 
sistema constituído pela unidade eólica conectada ao barramento infinito. As análises 
realizadas mostraram que a inclusão das malhas de controle do conversor do lado da rede não 
afetou de forma significativa o projeto e o desempenho do controlador suplementar proposto. 
Os resultados obtidos mostraram que a inclusão da malha de controle suplementar 
proposta foi eficaz na melhoria da margem de estabilidade a pequenas perturbações do 
sistema de potência. Esses resultados demonstram também que unidades eólicas baseadas em 
gerador de indução duplamente alimentado podem contribuir com a melhoria da margem de 
estabilidade do sistema de potência. 
Este trabalho resultou em três publicações em congressos internacionais e uma 
publicação em congresso nacional: IEEE Power & Energy Society General Meeting, PES GM 
2011 (OLIVEIRA, ZAMADEI,  CARDOSO e ZAMODZKI, 2012) e (OLIVEIRA, 
ZAMADEI, e ROSSI, 2011), IEEE  Conference on Control Applications, CCA 2011 
(OLIVEIRA, ZAMADEI, e ROSSI, 2011) e XII Simpósio de Especialistas em Planejamento 
da Operação e Expansão Elétrica, SEPOPE 2012 (OLIVEIRA, ZAMADEI, CARDOSO e 
ZAMODZKI, 2012). 
     
 
7.1 Trabalhos Futuros  
 
 
Uma das sequências dessa pesquisa consiste na proposição de uma malha de controle 
suplementar para unidades eólicas para mitigar variações de tensão de curta duração em redes 
de distribuição. A proposição de estratégias de controle para permitir que as unidades eólicas 
contribuam com o controle coordenado de tensão em redes de distribuição será também 
abordada na sequência desse trabalho. 
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APÊNDICE A 
 
 Os parâmetros referentes aos sistemas testes adotados nos estudos realizados são 
apresentados abaixo.  
 
Dados da unidade eólica:  
• Parâmetros mecânicos: Ht = 3,0 s, Hg = 0,3 s, K = 0,4 p.u./rad, D = 0,01 p.u.s/rad;  
• Parâmetros elétricos: us = 1, Rs = 0,007 p.u., Rr = 0,005 p.u., Lss = 2,27 p.u.,  Lrr = 2,28 
p.u., Lm = 2,25 p.u., ωs  = 1 p.u., ωb = 2pi60 rad/s, C=10000 µF; s s ssX Lω= , ' 2( / )s s ss m rrX L L Lω= −
, /
o s rr r
T L Rω= ; 
• Ganhos do controlador do lado do rotor: Kp1 = 65, Ki1 = 20, Kp2 = -35,  Ki2 = -30, Kp3 
= 20, Ki3 = 15, Kp4 = -0,5, Ki4 = -0,1; 
• Ganhos do controlador do lado da rede: Kp5 = 3, Ki5 = 11, Kp6 = -1 Ki6 = 1, Kp7 = 1, 
Ki7 = 1, Kp8 = 1, Ki8 = -0,01. 
 
Dados do gerador síncrono:  
• Parâmetros do gerador síncrono:  H = 3,0 s, Xd = 2,06 p.u., Xq = 2,5 p.u., X’d = 0,398 
p.u., X’q= 0,300 p.u., X’’d= 0,254 p.u., X’’q = 0,254 p.u., Xl = 0,10 p.u., T’d0 = 7,8 s; 
T’q0 = 3,0 s, T’’d0 = 0,066 s, T’’q0 = 0,075 s;   
• Parâmetros do regulador de tensão : Ka = 250, Ta = 0,01 s, Te = 0,01 s, Ke = 1,00, Kf  = 
0,001, Tf = 0,1 s. 
 
Dados da rede: 
 
•    Rede do sistema teste 1: Ze = 0 + j 0,06 p.u.; 
• Rede do sistema teste 2: Ze1 =  0+j 0,03 p.u., Ze2 = 0+j 0,03 p.u.. 
 
É importante ressaltar que o valor da constate de inércia do gerador síncrono de 2MVA 
foi aumentado com a intenção de tornar o modo eletromecânico instável. Para máquinas 
síncronas com potência nominal em torno de 2 MVA, o valor da constante de inércia fica em 
torno de 1,0 s (H=1,0 s). 
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APÊNDICE B  
 
 
 Este apêndice apresenta o modelo usado para representar o gerador síncrono de 
2MVA considerado nos testes e análises apresentados nesse trabalho. O gerador síncrono 
adotado é equipado com um regulador automático de tensão do tipo estático. Não considerou-
se a inclusão de um estabilizador de sistemas de potência no gerador síncrono, pois o objetivo 
do trabalho consiste em amortecer as oscilações eletromecânicas do sistema por meio do 
controlador de amortecimento instalado no gerador de indução duplamente alimentado. O 
gerador é representado pelo modelo de um eixo (Machowski, et al., 2008) largamente utilizado 
para representar máquinas síncronas de polos salientes. O modelo do gerador na forma de 
espaço de estados, considerado o regulador automático de tensão, é descrito por:  
,s sδ ωω ω= −  (A.1) 
1 [ - ' - ( ' ' ) ],
2 m q q d q d q
P E I x x I I
H
ω = −
 
(A.2) 
1
' [( - ' ) - ' ],
'
q d d d q
do
E x x I E
τ
=

 
(A.3) 
1 [ ( ) ].FD e ref t FD
e
E K V V E
T
= − −

 
(A.4) 
 
Em (A.1)-(A.4),
 
ω
 
é a velocidade angular do rotor do gerador,   é a velocidade  síncrona do 
gerador, δ
 
é o ângulo do rotor do gerador, também conhecido como ângulo de potência,  !"# 
é a tensão transitória de eixo em quadratura, $# é a corrente de eixo em quadratura e $% é a 
corrente de eixo direto, tV  é a tensão nos terminais do gerado, !&' é a tensão aplicada ao 
circuito de campo do AVR  e  refV  é a tensão de referência do AVR. A tensão terminal do 
gerador e as correntes de eixo direto e de eixo em quadratura podem ser escritas em função 
das variáveis de estado do modelo como:   
 
' ' 2 ' 2( ) ( )t q d d q qV E x I x I= − +  (A.5) 
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( cos sin ),q e eI V g bδ δ∞= −
 
(A.6) 
( sin cos ),d e eI V g bδ δ∞= +
 
(A.7) 
 
onde, ge  é a parte real e be  a parte imaginária da admitância equivalente 1( )e e e ey z g jb−= = +  da 
rede que liga o gerador ao barramento infinito e V	 é  a tensão do barramento infinito. 
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APÊNDICE C  
 
 
 Nesta seção será descrito a sequência dos procedimentos adotados para os cálculos 
das condições iniciais adotadas nas análises lineares e simulações não lineares no domínio da 
frequência e do tempo. A unidade eólica pode operar em diferentes velocidades de ventos, 
cada velocidade de vento resulta em um ponto de operação específico da máquina.  O ponto 
de operação é caracterizado por valores específicos para a potência ativa gerada, velocidade 
do rotor do gerador, tensão terminal do gerador e outras grandezas consideradas no modelo da 
unidade eólica. A determinação do ponto de operação da unidade inicia-se com a escolha da 
velocidade de vento incidente sobre a turbina eólica. A partir da velocidade do vento é 
possível determinar o ponto ótimo de operação da turbina, ou seja, é possível determinar a 
velocidade rotacional em que a turbina irá operar. O ponto ótimo corresponde à velocidade 
que resulta na extração ótima da potência do vento pela turbina. A velocidade de operação da 
turbina é dada por 
 
20,67 * 1,42 * 0,51ref t tw P P= − + +  (A.8) 
  
onde, tP  é a potência mecânica que a turbina extrai do vento. Essa potência ótima é dada por 
        
3
_
1
.
2t p ótimo v
P AC Vρ=
 
          (A.9) 
 
Em (A.9), coeficiente de potência ótimo 
_
( )p ótimoC
 
depende da velocidade da turbina, 
conforme apresentado no capítulo 2. Por meio da velocidade de referência (ωref) para a 
turbina é possível obter o escorregamento da máquina e o Tm  torque mecânico aplicado no 
rotor do gerador a parti de 
  
(1 ),refs ω= −  
(A.10) 
 
.
t
ref
PTm
w
=  (A.11) 
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 Desprezando-se as perdas da caixa multiplicadora de velocidade e as perdas elétricas 
do gerador, a potência elétrica entregue pelo gerador à rede é dada por:  
 
.tot tP P=  
(A.12) 
 
  
Para uma melhor compreensão do procedimento adotado para o cálculo do ponto de 
operação da unidade eólica considere a conexão entre o GIDA e a rede ilustrada na Figura 
A.2. A figura em questão ilustra o fluxo de potência no gerador duplamente alimentado.  
 
 
Figura A.2 – Ilustração do fluxo de potência entre o Gida e a rede. 
         
O módulo e o ângulo da tensão terminal do gerador (us  e ) são determinados  a partir 
das equações do fluxo de potência dadas por 
 
( )
,
s b
tot
T
u u senP
X
γ
=
 
(A.13) 
 
2 cos( )
.
s s b
tot
T
u u uQ
X
γ−
=
 (A.14) 
 
 
A potência reativa total gerada ( )totQ  é definida por meio das referências das malhas de 
controle de potência do conversor do lado do rotor e da rede. Dessa forma, o valor dessa 
grandeza pode ser escolhido dentro dos limites operacionais do gerador e conversor.  
Analisado os fluxos de potência apresentados na Figura A.2 é possível observar que a 
potência ativa e reativa total injetada pela máquina na rede é igual à soma das potências 
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vindas do estator e do conversor do lado da rede. Esse balanço de potência é regido pelas 
restrições algébricas dadas por  
 
0 ( ),tot s r dcP P P P= − + + −  (A.15) 
0 ( ),tot s TQ Q Q= − + −  (A.16) 
 
sendo  Ps   a potência  ativa do estator, Pr  a potência  ativa do estator, Pdc  a potência ativa no 
capacitor, Qs  a potência reativa do estator e  QT a potência reativa do conversor do lado da 
rede. As potências apresentadas podem ser escritas em termos das tensões e correntes do Gida 
(Mei e Pal, 2005).  
 As condições iniciais para as variáveis de estado do modelo são determinadas por 
meio das equações diferenciais do modelo no ponto de equilíbrio (ou seja, ( ) 0t = =x f(x) ). 
As equações adotadas para determinar as condições iniciais das variáveis de estado do modelo 
são apresentadas em (A.17)-(A.23). 
  
Equações diferenciais que descrevem o comportamento elétrico do Gida:  
 
'
' '
' ' ' ' '
0 0
- 10 - - - ,gs s s s m ss ds s qs ds qs dr ds
s s s s s r s
X X LR i i e e u u
X T X X T X L X
ωω ω ω
ω
ω
 
= + + + + 
 
 (A.17)     
'
' '
' ' ' ' '
0 0
10 ,gs s s s m ss qs s ds qs ds qr qs
s s s s s r s
X X LR i i e e u u
X T X X T X L X
ωω ω ω
ω
ω
 
−
= − + − + + + − 
         (A.18) 
' ' '
0
10 [ ( ) ] ( ) ,s mds s s qs s g qs qr
r
L
e X X i e u
T L
ω
ω ω= − − − + − −
 
(A.19) 
' ' '
0
10 [ ( ) ] ( ) .s mqs s s ds s g ds dr
r
L
e X X i e u
T L
ω
ω ω= − + − − − +
 
(A.20) 
 
Equações diferenciais que descrevem o comportamento mecânico do Gida:  
 
( )10 ,
2 sh eg
T T
H
= −  
  (A.21) 
( )10 ,
2 m sht
T T
H
= −
 
  (A.22) 
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( )0 .b t rω ω ω= −
 
    (A.23) 
 
 As variáveis algébricas e as variáveis de estado envolvidas no modelo são 
apresentadas, respectivamente, nas Tabelas A.1 e A2. 
 
Tabela A.1 – Variáveis algébricas do modelo. 
Variáveis Descrição  
          us 
 
Módulo da tensão do barramento terminal do gerador 
Ângulo da tensão do barramento terminal do gerador 
 
Tabela A.2 – Variáveis de estado do modelo. 
Variáveis Descrição  
          iqs 
ids 
e’ds 
e’qs 
t 
r 
θ 
x1 
x2 
x3 
x4 
 
Corrente de eixo em quadratura do estator 
Corrente do eixo direto do estator 
Tensão transitória de eixo direto do estator 
Tensão transitória de eixo em quadratura do estator 
Velocidade da turbina 
Velocidade do rotor 
 
Ângulo de torção do eixo que conecta a turbina ao rotor do gerador 
Variável do controlador do lado do rotor 
Variável do controlador do lado do rotor 
Variável do controlador do lado do rotor 
Variável do controlador do lado do rotor 
 
Maiores detalhes sobre o cálculo das condições iniciais referentes ao ponto de operação da 
unidade eólica podem ser obtidos em Mei e Pal (2005) e Mei e Pal (2007). 
 
 
C.1 Controle do Conversor do Lado da Rede 
 
 
 As principais funções do conversor do lado da rede são manter a tensão do 
barramento CC regulada e controlar o fator de potência na saída do conversor. O modelo do 
controle do conversor do lado da rede adotado neste estudo possui das malhas de controle 
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distintas (WU et al., 2007; SHAN-YING et al., 2010; YANG et al., 2010)  conforme 
apresentado na Figura A.3. 
 
 
             Figura A.3 – Ilustração das malhas de controle do conversor do lado da rede.  
 
As malhas de controle do conversor do lado da rede permitem o controle desacoplado 
entre a potência ativa e reativa que flui do conversor para a rede por meio do controle 
desacoplado das tensões udg e uqg (ug = udg + juqg). Ambas as malhas de controle adotam 
controladores do tipo proporcional-integral, similar aos controladores adotados nas malhas de 
controle do conversor do lado do rotor (QIAO et al., 2009; SHAN-YING et al., 2010; YANG 
et al., 2010). As correntes que fluem do conversor do lado da rede para a rede são dadas por: 
 
,
dg
dg g dg g s g qg s
di
u r i L L i u
dt
ω= + − +  
 (A.24) 
,
qg
qg g qg g s g dg
di
u r i L L i
dt
ω= + +
 
 (A.25) 
 
onde idg e  iqg  são as correntes que fluem do conversor do lado da rede para a rede, uqg e udg  
são as tensões que do conversor do lado da rede, us é a tensão nos terminais do gerador e  Lg  
e  Rg são, respectivamente, a indutância e resistência do filtro da saída do converso do lado da 
rede. 
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Analisando as equações (A.24)-(A.25) é possível ver que existe um acoplamento entre as 
equações da corrente (ou seja, a corrente iqg interfere na corrente idg e vice-versa). Esse 
acoplamento é eliminado pelas malhas de controle do conversor do lado da rede.    
As malhas de controle do conversor do lado da rede controlam as tensões udg e uqg e, 
consequentemente, as correntes idg e iqg, onde idg  e responsável por regular a tensão no 
barramento CC e corrente iqg determina a potência reativa que flui entre o conversor do lado 
da rede e a rede (REN-JIE et al., 2008). As tensões de desacoplamento entre as equações de 
corrente são descritas por  
,dgind s g qgu L iω=   (A.26) 
.qgind s g dgu L iω=
 
 (A.27) 
 
As tensões de desacoplamento são geradas pelas malhas de controle do conversor do lado da 
rede para que as correntes idg e iqg possam ser controladas de forma independente. As malhas 
de controle do conversor do lado da rede, considerado os termos de desacoplamento, são 
apresentadas na Figura A.4 (SHAN-YING et al., 2010). 
 
 
Figura A.4 – Malhas de controle do conversor do lado da rede.  
  
 A tensão do barramento CC é controlada pela corrente idg e a potência reativa é 
controlada pela corrente iqg. As malhas de controle apresentadas na Figura A.4 podem ser 
representadas na forma de espaço de estados por: 
5
_
,dc ref dc
dx
u u
dt
= −
 
  (A.28) 
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6
5 _ 5 5( ) ,p dc ref dc i dg
dx K u u K x i
dt
= − − −
 
  (A.29) 
7
,ref g
dx Q Q
dt
= −
 
  (A.30) 
8
7 7 7( ) .p ref g i qg
dx K Q Q K x i
dt
= − − −
 
  (A.31) 
 
A tensão no capacitor dcu  é descrita por 
                 
r
1 1(P P ) ( ).dc g dr dr qr qr dg dg qg qg
dc dc
du
u i u i u i u i
dt u C u C
= − = + − −
 
 (A.32) 
 
Em (A.33), Pr e Pg são, respectivamente, a potência ativa no rotor do gerador e a potência 
ativa no conversor do lado da rede. Maiores detalhes sobre a modelagem das malhas de 
controle do conversor do lado da rede podem ser obtidos em WU et al. (2007), SHAN-YING 
et al. (2010) e YANG et al. (2010). 
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APÊNDICE D  
 
 
 Neste apêndice são apresentadas as funções de transferências referentes aos 
controladores projetados para a malha de controle suplementar proposta. A função de 
transferência referente ao controlador projetado pela metodologia baseada no controle 
clássico para amortecer o modo eletromecânico é dada por:  
 
2
1 2
(10 )(1 0,1759 )( ) 0,4 .(1 10 )(1 0,0302 )C
s sF s
s s
+
=
+ +
 
 (A.33) 
 
A função de transferência referente ao controlador projetado pela metodologia baseada 
no controle clássico para amortecer o modo elétrico é dada por: 
2
2 2
(10 )(1 0,0184 )( ) 10,0 .(1 10 )(1 0,0043 )C
s sF s
s s
+
=
+ +
 
 (A.34) 
 
A função de transferência do controlador projetado por meio da técnica de controle 
moderno é dada por: 
2
3 2
(10 )(1 0,0860 )( ) 1,4 .(1 10 )(1 0,0015 )C
s sF s
s s
+
=
+ +
 
 (A.35) 
 
A função de transferência do controlador projetado para amortecer o modo 
eletromecânico do gerador síncrono é dada por: 
2
4 2
(10 )(1 0,2273 )( ) 18,1 .(1 10 )(1 0,0441 )C
s sF s
s s
+
=
+ +
 
 (A.36) 
 
A função de transferência referente ao controlador projetado pela metodologia baseada 
no controle clássico para amortecer apenas o modo eletromecânico é dada por: 
()*+  ,-
+ . ,-//+0
 . + . ,1230
 
 (A.37) 
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